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Geleitwort der Herausgeber
Die Konstruktion von Maschinen und Geräten sowie die zugehörigen Me-
thoden und Werkzeuge sind seit den frühen 1950er Jahren ein proﬁlbilden-
der Schwerpunkt an der Technischen Universität Ilmenau und ihren Vorgän-
gerinstitutionen. Es war daher ein nahe liegender Schritt, dass die drei kon-
struktiv orientierten Fachgebiete der Fakultät für Maschinenbau – Maschi-
nenelemente, Feinwerktechnik, Konstruktionstechnik – im Mai 2008 das In-
stitut für Maschinen- und Gerätekonstruktion (IMGK) neu gegründet haben.
Das IMGK steht in der Tradition einer Kette ähnlicher Vorgängerinstitute,
deren wechselnde Zusammensetzung hauptsächlich durch sich über der Zeit
ändernde Universitätsstrukturen bedingt war.
Zweck des Institutes ist es, die Kompetenzen und Ressourcen der betei-
ligten Fachgebiete zu bündeln, um Forschung und Lehre zu verbessern und
erzielte wissenschaftliche Ergebnisse gemeinsam in die Fachöffentlichkeit zu
tragen.
Ein wesentliches Instrument hierzu ist die Schriftenreihe des Instituts für
Maschinen- und Gerätekonstruktion. Sie führt eine erfolgreiche Schriftenrei-
he des im Jahr 1991 gegründeten unmittelbaren Vorgängerinstitutes Institut
für Maschinenelemente und Konstruktion (IMK) fort.
In der Schriftenreihe erscheinen in erster Linie die am Institut entstandenen
Dissertationen, daneben werden aber auch andere Forschungsberichte, die in
den thematischen Rahmen passen und von allgemeinem Interesse sind, in die
Schriftenreihe aufgenommen.
Der vorliegende Band 25 ist als Dissertation am Fachgebiet Feinwerktech-
nik/ Precision Engineering unter der wissenschaftlichen Betreuung von Pro-
fessor René Theska entstanden.
V
Die Herausgeber wünschen sich reges Interesse an der Schriftenreihe und
würden sich freuen, wenn sie zum fruchtbaren Dialog in Wissenschaft und
Praxis beitragen würde.
Ilmenau, im Januar 2016
Univ.-Prof. Dr.-Ing. Ulf Kletzin
(Fachgebiet Maschinenelemente)
Univ.-Prof. Dr.-Ing. René Theska
(Fachgebiet Feinwerktechnik/ Precision Engineering)
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Eine hochgenaue, stabile Positionierung innerhalb einer Vakuumumgebung
kann mit Hilfe von aerostatischen Führungselementen realisiert werden. Um
das Abströmen des Speisegases in die Vakuumumgebung zu minimieren,
wird im Stand der Technik ein mehrstuﬁges berührungsloses Dicht- und
Absaugsystem verwendet. Die Evakuierung der ersten Absaugstufe hat ei-
ne Reduzierung des direkten Umgebungsdruckes der Gasführungselemente
und somit eine Beeinﬂussung der Eigenschaften zur Folge. Die Arbeit prä-
sentiert experimentelle und theoretische Ergebnisse zu Untersuchungen an
aerostatischen, zylindrischen Führungselementen mit poröser Drosselschicht
für Hochvakuumanwendungen. Ziel der Arbeit ist es, den Einﬂuss des Um-
gebungsdruckes, des Speisegasdruckes und der konzentrischen Spalthöhe auf
die statischen und dynamischen Eigenschaften der Führungselemente zu er-
mitteln. Die Eignung der Gasführungselemente für Hochvakuumanwendun-
gen soll nachgewiesen werden.
Ausgehend von der theoretischen Beschreibung der Druckverteilung in-
nerhalb des Lagerspaltes werden ein vereinfachtes und ein FEM-basiertes
numerisches Strömungsmodell entworfen. Mit den Modellen können die sta-
tischen Eigenschaften (Tragkraft, statische Steiﬁgkeit, Kippsteiﬁgkeit, Gas-
verbrauch) eines Gasführungselementes ermittelt werden. Die dynamischen
Eigenschaften beziehen sich auf die Dämpfungsparameter und die Stabilität
der Elemente gegenüber selbsterregten Schwingungen. Das Dämpfungsver-
halten der Gasführungselemente wird aus der Systemantwort auf eine sprung-
förmige Anregung abgeleitet.
Für konstante absolute Speisegasdrücke steigen sowohl Tragkraft, statische
Steiﬁgkeit als auch Gasverbrauch durch den Übergang in eine Vakuumum-
gebung an. Die Anstiege können durch Berechnungen mit den vorgestellten
Modellen gut wiedergegeben werden. Für alle durchgeführten Untersuchun-
gen treten keine selbsterregten Schwingungen auf, was durch ein Stabili-
tätskriterium auf Basis von statischer und dynamischer Steiﬁgkeit unterlegt
wird. Die Dämpfungsuntersuchungen ergeben experimentell die Überlage-
rung einer niederfrequenten, sehr stark gedämpften Schwingung und einer
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hochfrequenten, schwach gedämpften Schwingung. Die Schwingungen sind
für Auslenkungsamplituden von bis zu 2,5 μm nach ca. 70 ms abgeklungen.
Die Ergebnisse der Arbeit belegen die Tauglichkeit von Gasführungsele-
menten für den Hochvakuumeinsatz. Durch die Ableitung von Richtlinien
wird die Auslegung von stabilen Führungselementen mit guten Trageigen-
schaften und geringem Gasverbrauch unterstützt.
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Abstract
The demands on high-precise and stable positioning systems within a vacuum
environment can be fulﬁlled by aerostatic guiding elements. To reduce the gas
ﬂow of the supplied gas into the vacuum environment, contactless sealing and
exhaustion systems are used. The resulting pressure reduction of the direct
surrounding of the guiding elements inﬂuences their properties. This work
presents experimental and theoretical results of investigations on aerostatic,
cylindrical guiding elements with porous ﬂow restriction for high-vacuum
applications. The scope of this work is the investigation of the inﬂuence of
the surrounding pressure, the supply pressure and the concentric bearing gap
height on the static and dynamic properties of the guiding elements. The usa-
ge of gas guiding elements for high vacuum applications shall be qualiﬁed.
Based on the theoretical description of the pressure proﬁle within the bea-
ring gap, a simpliﬁed and a FEM-based numerical ﬂow model are developed.
Using the models, the static properties (load-bearing capacity, static stiffness,
tilt stiffness, gas consumption) of the gas guiding elements can be obtained.
The dynamic properties include the damping parameters and the stability of
the elements against self-excited oscillations. The damping behavior of the
gas guiding elements is derived from the system response to a steplike exci-
tation.
For constant absolute supply pressures, the load-bearing capacity, the static
stiffness as well as the gas consumption increases during the transmission in-
to a vacuum environment. The rises can be veriﬁed by the presented models.
For all conducted measurements, no self-excited oscillations occurred. That
can be conﬁrmed using a stability criterion based on the ratio of static and dy-
namic stiffness. The experimental damping investigations show a superposi-
tion of a low-frequency, very strong damped oscillation and a high-frequency,
slightly damped oscillation. For excitation amplitudes of up to 2,5 μm the os-
cillations are decayed after approximately 70ms.
The results of the work prove the capability of gas guiding elements for
the usage within a high vacuum environment. The derivation of guidelines
XIII
supports the layout and design of stable guiding elements with good load-
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Aerostatische Lager und Führungen werden in hochgenauen Positioniersy-
stemen aufgrund Ihrer einzigartigen Eigenschaften genutzt. Durch die Ver-
wendung von komprimierten Gasen werden Relativbewegungen zwischen
zwei Flächen, getrennt durch einen gasförmigen Schmierﬁlm, ohne Festkör-
perkontakt ermöglicht. Es werden Störeffekte durch Reibung und Oberﬂä-
chenrauheiten minimiert, wodurch Positioniergenauigkeiten bis in den unte-
ren Nanometerbereich ermöglicht werden [1, 2]. Anwendung ﬁnden solche
Positioniersysteme unter atmosphärischen Bedingungen bereits in hochge-
nauen Messmaschinen und in Anlagen der Halbleitertechnik. Um die erreich-
bare Genauigkeit und Auﬂösung zu erhöhen, werden Prozesse, beispielswei-
se für die EUV*-Lithographie oder die Elektronenstrahllithographie in eine
Vakuumumgebung überführt. Auf diese Weise werden atmosphärische Stö-
reinﬂüsse† eingeschränkt und die Funktion der Systeme wird grundsätzlich
ermöglicht. Die eingesetzten Positioniersysteme müssen sowohl die Anfor-
derung an eine sehr hohe Positioniergenauigkeit als auch die Anforderung an
ein hochvakuumtaugliches System erfüllen.
Konventionell im Vakuum betriebene Positioniersysteme basieren auf
Wälzführungen. Aufgrund des mechanischen Kontaktes treten zwangsläuﬁg
Reibung und Stick-Slip Effekte auf. Als Ergebnis werden die Positionier-
genauigkeit und das Schwingungsverhalten des Systems negativ beeinﬂusst.
Verstärkt wird dieser Effekt durch die begrenzte Einsatzmöglichkeit von ölba-
sierten Schmiermitteln im Vakuum. Das Ausgasverhalten der Schmiermittel
und die anschließende Ablagerung von Fremdstoffen auf Oberﬂächen inner-
halb der Vakuumkammer können empﬁndliche Prozesse beeinträchtigen.
Alternativ werden Magnetführungen im Vakuum eingesetzt, die durch die
ebenfalls kontaktfreie Funktionsweise vergleichbare Vorteile zu den aerosta-
tischen Systemen bieten. Nachteilig können sich die funktionsbedingt auf-
tretenden Magnetfelder auswirken, welche für verschiedene Prozesse (z.B.
*Extrem Ultraviolette Strahlung im Wellenlängenbereich von 13,5 nm.
†Störeinﬂüsse sind beispielsweise die Änderungen der Brechzahl aufgrund von Luftdruck-
schwankungen und die Absorption von Strahlung durch Gasmoleküle.
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1 Einführung
die Elektronenstrahllithographie) nicht akzeptabel sind. Zusätzlich stellen die
notwendigen Elektromagnete innerhalb der Vakuumumgebung eine nicht zu
vernachlässigende Wärmequelle dar. Durch die fehlende Konvektion inner-
halb der Vakuumumgebung wird der Wärmeabtransport erschwert und tem-
peraturbedingte Fehlereinﬂüsse müssen verstärkt berücksichtigt werden.
Der Einsatz von aerostatischen Führungen im Vakuum setzt die Anwen-
dung geeigneter Maßnahmen zur Abdichtung der Elemente voraus. Durch
die Verwendung spezieller kontaktfreier Dichtsysteme [3–5] wird das zuge-
führte Gas mit Hilfe von Vakuumpumpen über eine mehrstuﬁge Anordnung
nahezu vollständig wieder abgeführt, bevor es in die Vakuumumgebung ein-
strömen kann. Unter Anwendung derartiger Vorkehrungen können gasgeführ-
te Positioniersysteme direkt im Bereich des Hochvakuums (HV) eingesetzt
werden [3, 6–8]. Im Vergleich zum Einsatz bei atmosphärischen Bedingun-
gen kann ein solches Dichtsystem zu einem reduzierten Umgebungsdruck
im direkten Randbereich der aerostatischen Elemente führen. Der gasförmi-
ge Schmierﬁlm wird durch den Unterdruck im Randbereich beeinﬂusst, wo-
durch sich Eigenschaftsänderungen der Lager- und Führungselemente erge-
ben. Für die vakuumtaugliche Auslegung und Anwendung von aerostatischen
Positioniersystemen ist es notwendig, den Einﬂuss des Umgebungsdruckes
auf die Eigenschaften der Führungselemente zu berücksichtigen.
1.1 Grundlagen
Gaslager und Gasführungen nutzen einen unter Druck stehenden, gasför-
migen Schmierﬁlm, um im Betrieb einen Festkörperkontakt zwischen den
Lager- bzw. Führungsﬂächen zu verhindern. Dadurch wird eine nahezu
reibungs- und stick-slip freie Bewegung der Flächen zueinander ermöglicht.
Eine Einteilung erfolgt nach dem Funktionsprinzip der Druckerzeugung in
aerostatische und aerodynamische Elemente [9, 10].
Aerodynamische Schmierung entsteht selbsttätig durch eine hohe Rela-
tivgeschwindigkeit der Funktionsﬂächen direkt im Lagerbereich. Die Erzeu-
gung des zur Lagerung notwendigen Druckproﬁls wird durch die Kompres-
sibilität und die Viskosität des Gases beeinﬂusst. Während des Ein- und
Ausschaltvorganges durchläuft das Lager bei geringen Drehzahlen Bereiche,
in denen Festkörperreibung und Mischreibung auftreten. Die entstehenden
Reibkräfte in diesem Betriebszustand führen zum Verschleiß der Kontaktﬂä-
chen. Als Einsatzgebiet für aerodynamische Lager kommen Anwendungen
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in Betracht, bei denen eine hohe Drehzahl und eine hohe Betriebszeit ohne
Abschaltvorgang des Lagers realisiert werden sollen. Zudem ist ein Betrieb
innerhalb einer Vakuumumgebung nicht möglich, da nach dem Evakuieren
des Gases aus dem Lagerbereich kein tragendes Druckpolster aufgebaut wer-
den kann.
Aerostatische Schmierung erfolgt durch die Zufuhr von einem extern vor-
gespanntem Gas in den Spalt zwischen zwei Funktionsﬂächen. Ein sehr ge-
ringer Abstand der Funktionsﬂächen verursacht einen Strömungswiderstand
und ermöglicht den Aufbau eines Druckpolsters. Die ﬂächige Kraftverteilung
durch das ausgebildete Druckpolster und die geringe Viskosität von Gasen
führen zu den positiven Eigenschaften dieser Elemente. Die Funktion der
aerostatischen Schmierung ist auch ohne Relativbewegung und unmittelbar
nach dem Einspeisen des Gases vorhanden. Bei konventionellen Wälzlagern
wird das Rauheitsproﬁl der Oberﬂächen direkt auf die Bewegung übertra-
gen. Durch die glättende Wirkung des Gasﬁlmes wird dieser Einﬂuss durch
aerostatische Lager und Führungen gemindert. Die geometrische Form der
am häuﬁgsten eingesetzten aerostatischen Elemente sind rechteckige sowie
kreis- oder ringförmige Planlagerelemente und zylindrische und teilzylindri-
sche Lager- bzw. Führungselemente [9].
Die Aufgabe eines Positioniersystems ist es, eine relative Bewegung zwi-
schen zwei Festkörpern zu ermöglich. Eine unabhängige Bewegungsmöglich-
keit eines Körpers im Raum ist als Freiheit deﬁniert. Im dreidimensionalen
Raum, bezogen auf ein kartesisches Koordinatensystem, besitzt ein Körper
sechs Freiheiten. Drei translatorische Bewegungen entlang der drei Koordina-
tenachsen und drei rotatorische Bewegungen um die drei Koordinatenachsen.
Der Begriff Freiheitsgrad bezeichnet die Anzahl der Freiheiten, die eine Paa-
rung von Körpern besitzt [11]. Die Komplexität bezüglich der Paarung von
Körpern kann je nach Anwendungsfall auf eine Elementenpaarung von zwei
Körpern oder auf ein System mit einer Vielzahl von Koppelstellen bezogen
werden [12]. Für die Realisierung einer deﬁnierten Position oder Bewegung
eines Positioniersystems müssen Freiheiten gebunden werden. Die Kombi-
nationsmöglichkeiten von Gaslagerelementen und Gasführungselementen zu
Systemen mit einer reduzierten Anzahl von Freiheiten sind vielfältig und kön-
nen, in Anlehnung an konventionelle Lager- und Führungselemente, der ent-
sprechenden Fachliteratur entnommen werden [11, 13]. Die Realisierung ei-
nes Lagers (Drehgelenk mit einem rotatorischem Freiheitsgrad) kann auf Ba-
sis von aerodynamischer oder aerostatischer Schmierung erfolgen. Für den
3
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Aufbau einer Führung (Schubgelenk mit einem translatorischem Freiheits-
grad) werden aerostatische Elemente genutzt.
Um die Eigenschaften eines Lager- oder Führungselementes für eine
Positionieranwendung zu optimieren, ist der Betrieb in einem bestimm-
ten Arbeitspunkt notwendig. Dieser Arbeitspunkt entspricht typischerwei-
se der Lagerspalthöhe des Elementes, in dem die maximale Steiﬁgkeit er-
reicht wird, beziehungsweise der technisch realisierbaren Lagerspalthöhe im
Umfeld der maximalen Steiﬁgkeit. Zur Einstellung dieser Lagerspalthöhe
muss eine Kraft, die Vorspannkraft, aufgebracht werden. Hierbei wird in ei-
ne kraftschlüssige und eine formschlüssige Vorspannung unterschieden [9].
Kraftschluss liegt vor, wenn durch Magnetkraft, Gewichtskraft, Federkraft,
Unterdruck oder eine elektrostatische Kraft die Vorspannung erzeugt wird.
Formschluss wird durch die Kombination eines Lagerelementes mit einem
Gegenlager oder durch die geometrische Form (z.B. zylindrisches Führungs-
element) realisiert.
In der vorliegenden Arbeit werden zylindrische, aerostatische Gasfüh-
rungselemente untersucht, welche den Freiheitsgrad zwei (eine rotatorische
Freiheit und eine translatorische Freiheit) aufweisen. Als Anwendungsgebiet
ist ein translatorisches System vorgesehen, wobei die rotatorische Freiheit
konstruktiv gebunden wird. Aus diesem Grund werden in dieser Arbeit keine
Abhängigkeiten von möglichen rotatorischen Einﬂüssen berücksichtigt.
1.1.1 Funktionsweise zylindrischer
Gasführungselemente
Gasführungselemente realisieren die Kraftübertragung zwischen zwei relativ
zueinander bewegten Flächen durch einen, unter Druck stehenden, gasför-
migen Schmierﬁlm, welcher ein Druckproﬁl zwischen Führungsﬂäche und
Führungsgegenpart erzeugt [9]. Als Führungsﬂäche wird diejenige Fläche
deﬁniert, durch die das Betriebsgas eingeleitet wird. Der Führungsgegenpart
liegt der Führungsﬂäche gegenüber. Zwischen Führungsﬂäche und Führungs-
gegenpart bildet sich aufgrund des Druckproﬁls der Lagerspalt‡ aus.
Die Funktion eines aerostatischen Gasführungselementes wird nicht al-
lein durch das zugeführte Gas bestimmt. Für die Nutzung als Maschinen-
element ist eine Steiﬁgkeit des Elementes in Belastungsrichtung notwendig.
‡Die zylindrische Form der Elemente erlaubt eine Nutzung als Lagerung oder Führung.
Aufgrund der verbreiteten Bezeichnung, wird der Begriff Lagerspalt genutzt.
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Das Verhalten nach einer Belastungsänderung wird durch die Strömungs-
widerstände innerhalb des Elementes beeinﬂusst. Ohne eine Anpassung der
Strömungswiderstände würde nach Erreichen eines quasistationären Strö-
mungszustandes eine unveränderte Druckverteilung im Zuführungskanal und
somit auch im Lagerspalt vorliegen. Eine gleichbleibende Druckverteilung im
Lagerspalt resultiert in einer konstanten Tragfähigkeit des Elementes für ver-
schiedene Lasten, weshalb die Steiﬁgkeit des Elementes null beträgt und für
reale Anwendungen nicht nutzbar ist. Um eine Anpassung der Druckverhält-
nisse an die Belastung zu erreichen, ist eine Drosselung des Gasstromes not-
wendig. Unterschieden wird hierbei in Einlassdrosselung und Auslassdrosse-
lung [9].
Auslassgedrosselte Elemente erzeugen eine Anpassung der Druckverhält-
nisse durch eine Erhöhung des Strömungswiderstandes des Lagerspaltes an
der äußeren Umrandung. Dazu wird die Führungsﬂäche oder der Führungs-
gegenpart konstruktiv so ausgeführt, dass die Lagerspalthöhe in Richtung der
Umrandung abnimmt.
Einlassgedrosselte Elemente nutzen einen zusätzlichen Strömungswider-
stand zwischen der Zuleitung des Speisegases und dem Eintritt in den La-
gerspalt. Dieser Strömungswiderstand ist nahezu unabhängig von der La-
gerspalthöhe und beeinﬂusst bei Spalthöhenänderungen den Druck nach
dieser zusätzlichen Drossel. Eine Unterteilung der einlassgedrosselten Ele-
mente erfolgt anhand der Realisierung des Strömungswiderstandes. Es
ﬁnden Düsen mit geometrisch bestimmten Dimensionen, Düsen mit Mikro-
Verteilerkanälen und auch poröse Materialien Anwendung [14]. Wie im Ab-
schnitt 1.2 ausführlicher erläutert werden wird, überwiegen die Vorteile einer
ﬂächig verteilten Einspeisung des Gases in den Lagerspalt durch die Nutzung
eines porösen Mediums.
Der Aufbau eines zylindrischen aerostatischen Führungselementes mit po-
röser Drosselschicht ist in Abbildung 1.1 schematisch dargestellt. Der Quer-
schnitt zeigt das Gehäuse und das poröse Medium, dessen Zylinderﬂäche
die Führungsﬂäche verkörpert. Dieser Teil des zylindrischen Gasführungs-
elementes wird in der vorliegenden Arbeit als Buchse bezeichnet. Den Füh-
rungsgegenpart bildet die Oberﬂäche des inneren Zylinders. Das vorgespann-
te Speisegas wird von außen zugeführt und durch Kanäle zwischen Gehäuse
und porösem Medium verteilt. Von hier aus strömt das Gas durch das poröse
Medium in den Spalt zwischen Führungsﬂäche und Führungsgegenpart. Es
entsteht ein kontinuierliches Druckproﬁl innerhalb des Lagerspaltes während
der Entspannung des vorgespannten Gases von dem Druck nach der ﬂächig
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verteilten Einspeisung auf den Umgebungsdruck an der Berandung des Ele-
mentes.
Die qualitative Änderung der Druckverteilung vor (konzentrischer Zu-
stand) und nach (exzentrischer Zustand) dem Angreifen einer Kraft F im
Schwerpunkt eines masselosen Systems ist schematisch dargestellt (Abbil-
dung 1.1). Im konzentrischen Zustand ist die Spalthöhe h0 sowohl axial als
auch radial umlaufend konstant und wird durch die Durchmesserdifferenz von
zylindrischer Führungsﬂäche und Führungsgegenpart bestimmt. Dadurch ist
der Druck im Lagerspalt für jede axiale Position über den Umfang konstant.
Werden aufgrund von anliegenden Kräften wie Gewichtskraft oder Lager-
kräften die Achsen der Buchse und des Zylinders parallel verschoben, stellen
sich die Exzentrizität e sowie die Spalthöhe hmin ein. Die Spalthöhe hmin ist
als diejenige Spalthöhe deﬁniert, welche entlang des Umfanges die gering-
ste Höhe aufweist. Eine Reduzierung der Spalthöhe bewirkt einen Anstieg
des Strömungswiderstandes (~1/h3), wodurch in diesem Bereich der maximal
im Spalt vorhandene Druck wirkt. Auf der gegenüberliegenden Seite wird
durch den vergrößerten Lagerspalt der Strömungswiderstand reduziert, wo-
durch in diesem Bereich der Druck abfällt. Die Druckdifferenz, projiziert auf
die Fläche des Führungsgegenpartes in Richtung der Auslenkung, ergibt die
Kraft, welche das Element aufnimmt. Die Reaktion des Systems auf verän-
derte Lastverhältnisse ist ein angepasstes Druckproﬁl im Lagerspalt, welches
aufgrund der beschriebenen Änderung der Strömungsverhältnisse entsteht.
Es stellt sich nach dem Erreichen eines quasistationären Strömungszustandes
im Lagerspalt ein neuer Gleichgewichtszustand zwischen extern angreifender
Kraft und der Reaktionskraft des Druckproﬁls ein.
1.1.2 Vakuumtaugliche Dichtsysteme
Zur Überführung der positiven Lager- und Führungseigenschaften von aero-
statischen Elementen in eine Vakuumumgebung muss der umgebende Rezi-
pient auf eine geeignete Art und Weise vor dem Eindringen des zugeführten
Betriebsgases geschützt werden.
Die Nutzung einer berührungslosen Spaltdichtung [3, 4] für translatori-
sche Bewegungen hat den Vorteil einer reibungs- und verschleißfreien An-
wendung. In Abbildung 1.2 ist ein aerostatisches Element schematisch mit
einer Spaltdichtung dargestellt. Das freie Passieren des Betriebsgases wird
durch den hohen Strömungswiderstand eines Dichtspaltes begrenzt, welcher
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Abbildung 1.1: Schematischer Querschnitt eines Gasführungselementes mit



















Abbildung 1.2: Schematische Schnittdarstellung eines zweistuﬁgen Dichtsy-
stems
Regel auf einer Höhe mit der Führungsﬂäche und dem Führungsgegenpart.
Um eine bestmögliche Abdichtung zu erreichen, muss das Dichtsystem den
Lagerbereich komplett umschließen. Durch einen vorgeschalteten Absaugka-
nal, welcher mit einer Senke verbunden ist, wird die Absaugung des Betriebs-
gases realisiert. Die Kombination aus Senke, Absaugkanal und Dichtspalt
wird als Absaugstufe bezeichnet. Ein solches Dichtsystem wird im Allgemei-
nen durch ein mehrstuﬁges Konzept umgesetzt. Die erste Absaugstufe grenzt
unmittelbar an den Lagerbereich. Der Absaugkanal führt den Hauptteil des
ausströmenden Gases in Richtung Senke ab. Um eine effektive Evakuierung
zu erreichen, sollte der Absaugkanal einen geringen Strömungswiderstand
aufweisen, was durch Minimierung der Leitungslänge und Maximierung des
Leitungsquerschnittes ermöglicht wird.
Die Abführung des Gases kann durch eine Verbindung zur Atmosphäre au-
ßerhalb des Rezipienten geschehen, wenn im Absaugkanal ein höherer Druck
anliegt. Dies ist nur für die erste Absaugstufe möglich. Für die folgenden
Absaugstufen wird die Absaugung mittels einer Vakuumpumpe realisiert. In
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Abschnitt 1.2.2 wird dargelegt, dass die Evakuierung der ersten Absaugstufe
durch eine Vakuumpumpe vorteilhaft ist.
Durch den Dichtspalt der ersten Absaugstufe wird der Gasstrom in Rich-
tung des Rezipienten eingeschränkt. Das durch den ersten Dichtspalt strö-
mende Gas gelangt in den Absaugkanal der zweiten Stufe des Dichtsystems.
Durch die Verbindung dieses Kanals mit einer Vakuumpumpe wird ein Groß-
teil des Gases abgeführt. Jede folgende Absaugstufe verringert den Gasstrom
sukzessive. Durch den letzten Dichtspalt fällt der verbleibende Druck bis auf
den Druck der Vakuumkammer ab. Mit mehreren Absaugstufen kann ein sehr
niedriger Kammerdruck aufrechterhalten werden§.
Die Nutzung eines Dichtsystems mit Anbindung aller Absaugstufen an Va-
kuumpumpen hat die Absenkung des Druckes direkt an der Berandung der
genutzten aerostatischen Elemente zur Folge. Aus diesem Grund ändert sich
das Druckproﬁl im Lagerspalt, wodurch sich bei konstantem Speisegasdruck
und gleichbleibender äußerer Belastung eine neue Gleichgewichtslage mit
veränderter Lagerspalthöhe einstellt. Eine Änderung des Umgebungsdruckes
durch das beschriebene Dichtsystem beeinﬂusst die Kennwerte der Gasfüh-
rungselemente.
1.1.3 Kennwerte
Die Eigenschaften von zylindrischen, aerostatischen Gasführungselementen
werden mit Hilfe von verschiedenen mechanischen Kennwerten beschrieben.
Die Deﬁnition der wichtigsten Kennwerte, welche innerhalb dieser Arbeit
untersucht werden, erfolgt in Anlehnung an [9, 10].
Die Tragkraft ergibt sich aus dem Integral der Druckdifferenz im Lager-
spalt über die projizierte Fläche normal zur Belastungsrichtung. Sie ist ab-
hängig von der Lagerspalthöhe und erreicht das theoretische Maximum bei
der Druckdifferenz von Speisegasdruck und Umgebungsdruck
Die Steiﬁgkeit ist deﬁniert als Verhältnis der Änderung der Tragkraft
zur Änderung der Spalthöhe. Sie kann als Widerstand des Druckproﬁls ge-
gen Verformung durch äußere Belastungen verstanden werden. Eine Unter-
teilung in verschiedene Fälle kann anhand des zeitlichen Verhaltens (sta-
tisch/dynamisch) und der Belastung (Kraft/Moment) erfolgen.
Die statische Steiﬁgkeit beschreibt die Steiﬁgkeit nach dem Errei-
chen eines quasistationären Strömungsverhaltens. Es stellt sich ein neuer




Gleichgewichtszustand und eine neue Spalthöhe ein. In der Literatur und in
dieser Arbeit wird die statische Steiﬁgkeit auch kurz als Steiﬁgkeit bezeich-
net.
Die dynamische Steiﬁgkeit beschreibt das Verhalten unmittelbar nach ei-
ner Belastungsänderung und vor dem Abschluss der Ausgleichsvorgänge
innerhalb des Lagerspaltes. In diesem Zustand liegt kein quasistationäres
Strömungsverhalten vor und das Verhalten des Gases im Lagerspalt kann
kurzzeitig mit der Wirkungsweise einer Gasfeder verglichen werden.
Die Radialsteiﬁgkeit ist das Verhältnis der Änderung der Tragkraft zur Än-
derung der Spalthöhe für eine parallele Lage der Achsen von Führungsﬂäche
und Führungsgegenpart.
Die Kippsteiﬁgkeit ist das Verhältnis der Änderung eines eingebrachten
Momentes zur Änderung der Winkellage der Achsen von Führungsﬂäche und
Führungsgegenpart.
Die Dämpfung beschreibt die Abnahme der Auslenkungsamplitude nach
einer Belastungsänderung während der Ausgleichsvorgänge des Systems. Die
zur Beschreibung der Dämpfung genutzten Werte, wie die Eigenkreisfre-
quenz w0 oder die Abklingkonstante δ , werden im Abschnitt 2.4 näher er-
läutert.
Der Gasverbrauch eines Gasführungselementes kann durch den zeitbezo-
genen Volumenstrom durch das Element beschrieben werden.
1.2 Stand der Technik
1.2.1 Kennwerte von aerostatischen Gaslagern und
Gasführungen
Von dem Effekt der aero- bzw. hydrodynamischen Schmierung berichtet erst-
mals der Physiker G.A. Hirn während seiner Untersuchungen zur Ermittlung
des mechanischen Wärmeäquivalents im Jahre 1854. In den folgenden Jahr-
zehnten werden die theoretischen Grundlagen der Flüssigkeitsschmierung
von Petrow, Reynolds, Sommerfeld etc. gelegt [15]. Das gesteigerte Inter-
esse für praxistaugliche Konzepte führt zu intensiven Arbeiten sowohl an ae-
rodynamischen als auch an aerostatischen Konzepten in den späten 1950er
und frühen 1960er Jahren. In den folgenden Jahrzehnten werden verschie-
dene Aspekte der aerostatischen Lagerung näher betrachtet. Diese umfassen,
neben den verschiedenen Geometrien der aerostatischen Elemente und den
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verschiedenen Kennwerten wie Tragkraft und Steiﬁgkeit, auch die Stabili-
tät der Lagerung und Führung sowie die unterschiedlichen Ansätze für die
Drosselung. Analytisch werden Näherungsgleichungen entwickelt, um eine
Abschätzung der Kennwerte durchführen zu können, aber auch komplexe
Sachverhalte mit Hilfe von computergestützten Modellen und Simulationen
untersucht.
Als Grundlage für die analytische Beschreibung der Druckverteilung in-
nerhalb des Lagerspaltes dient bei nahezu allen Quellen die Navier-Stokes
Gleichung oder die davon abgeleitete Reynolds Gleichung sowie die Konti-
nuitätsgleichung.
Eine wichtige Randbedingung zur Lösung der genannten Differenti-
algleichungen für Lager und Führungen mit porösen Medium ist die
Geschwindigkeit der Strömung am Übergang zum Lagerspalt. In den Lite-
raturquellen [16–18] wird für die poröse Oberﬂäche eine Haftbedingung an-
genommen, das heißt die Geschwindigkeit in Berandungsrichtung ist null.
In einigen Ansätzen [19–21] wird von einer Strömungsgeschwindigkeit
größer null ausgegangen, was durch den sogenannten ”Slip Flow” verursacht
wird. Die Strömung im Lagerspalt verursacht eine Scherströmung innerhalb
des porösen Medium, weshalb der Geschwindigkeitsvektor an der Berandung
ungleich null ist. Diese Geschwindigkeit wird von Beavers und Joseph [20]
mit Hilfe einer dimensionslosen Kenngröße α berechnet, welche einen empi-
risch ermittelten Materialparameter darstellt.
Eine zweite Ursache für ein Gleiten an der angrenzenden Oberﬂäche ist
der Übergang von Kontinuumsströmung über die Knudsenströmung zur Mo-
lekularströmung, wodurch in Berandungsnähe steilere Geschwindigkeitsgra-
dienten auftreten. Der Übergang kann durch sehr geringe Spalthöhen auch bei
konventionell eingesetzten Lager- und Führungselementen auftreten und wird
beispielsweise durch Donat [22] beschrieben. Der direkte Einsatz in einer Va-
kuumumgebung vergrößert das Gebiet, in dem der Übergang zu Knudsen-
und Molekularströmung auftritt. Der Einﬂuss der Gleitströmung im Lager-
spalt steigt und muss für die Berechnung der Geschwindigkeitsverteilung be-
rücksichtigt werden [4].
Zur Darstellung der Kontinuitätsgleichung muss der Eingangsmassestrom
durch die Drosselstelle ermittelt werden, welcher für poröse Materialien na-
hezu ausschließlich auf dem Gesetz von Darcy basiert. Henry Darcy stellt
1856 den empirisch ermittelten Zusammenhang von durchströmter Menge
und Druckgradient für poröse Medien dar. Diese sind linear abhängig und
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werden unter anderem durch die Permeabilität des porösen Mediums sowie
durch die Viskosität des Fluides beeinﬂusst [9].
Die erste und einfachste Art der Drosselung der Gaszufuhr in einem aero-
statischen Element ist eine zentrale Düse in der Führungsﬂäche. Diese wird
in vielen Fällen mit einer zentralen Tasche oder mit Verteilerkanälen kombi-
niert, um die Tragkraft und Steiﬁgkeit zu erhöhen [21–23]. Um eine vollﬂä-
chige Einspeisung des Betriebsgases zu ermöglichen, werden ﬂächig verteilte
Mikrodüsen oder poröse Medien verwendet.
Chang [24] untersucht experimentell die Stabilität von ebenen Eindüsen-
Lagerelementen und porösen Lagerelementen und vergleicht seine Ergebnisse
mit den theoretischen Untersuchungen von Sun [25] unter Berücksichtigung
des Vorkammerdruckes. Die experimentellen und theoretischen Ergebnisse
stimmen für geringe Speisedrücke überein, wobei die Bereiche eines stabilen
Betriebes für die porösen Lagerelemente etwas größer sind.
Köhler [26] berechnet mit Hilfe eines Finiten-Elemente Models die Eigen-
schaften von ebenen radialsymmetrischen Lagerelementen mit ﬂächig ver-
teilten Mikrodüsen, mit zentraler Einzeldüse und Tasche sowie mit zentraler
Einzeldüse ohne Tasche. Die Ergebnisse der Berechnung zeigen, dass das
Lager mit Mikrodüsen die höchste Tragkraft, die größte Steiﬁgkeit, und den
höchsten Gasverbrauch aufweist. Zur Beurteilung der dynamischen Eigen-
schaften wird die Antwort der Lager auf einen Impuls unter Annahme eines
adiabatischen Verhaltens mit Hilfe einer numerischen Simulation in diskre-
ten Zeitschritten berechnet. Die Schwingung der Mikrodüsenlager klingt am
schnellsten ab und die Dämpfung der betrachteten Mikrodüsenlager ist etwa
doppelt so hoch wie die der Düsenlager. Die berechneten statischen Eigen-
schaften für die Drosselung mit Mikrodüsen weichen ca. 15% von den durch-
geführten experimentellen Untersuchungen ab. Als Ergebnis wird die These
formuliert, dass die Lagerelemente mit Mikrodüsen aufgrund der gleichmä-
ßigen Verteilung der Gaszufuhrstellen und des geringen Totvolumens¶ nicht
instabil werden und keine selbsterregten Schwingungen auftreten. Dies wird
durch Untersuchungen der Stabilität an Lagerelementen mit poröser Drosse-
lung nicht bestätigt [4, 25].
Schroter [27] betrachtet ebene poröse Lagerelemente. Einleitend vergleicht
er diese mit einem Düsenlager mit zentraler Düse und Vorkammer, deren Ar-
beitspunkte|| übereinstimmen. Die maximale Tragkraft als auch die Tragkraft
¶Eingeschlossenes Volumen (Kammern, Taschen, Rauheit der Lagerﬂäche) bei Lagerspalt-
höhe null
||Spalthöhe im Punkt größter statischer Steiﬁgkeit
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im Arbeitspunkt sind für die untersuchten porösen Lagerelemente etwa dop-
pelt so hoch wie die der Düsenlager. Die statische Steiﬁgkeit erreicht eben-
falls einen deutlich höheren Wert.
In der Arbeit von Bäuml [28] werden ebene rotationssymetrische Gaslage-
relemente mit Mikrodüsen untersucht. Nach vergleichenden Betrachtungen
dieser Lagertypen mit Eindüsenlagern weist er auf die geringere Kippstei-
ﬁgkeit der Eindüsenlager aufgrund des starken Druckabfalles am Lagerrand
hin.
In den Untersuchungen von Schenk [4] werden ebene rotationssymmetri-
sche Gaslagerelemente mit poröser Drosselschicht sowie mit Düsen, Vertei-
lerkanälen und Auslassdrosselung analysiert. Sowohl experimentell als auch
analytisch, mittels eines iterativen Lösungsalgorithmus, basierend auf der Fi-
niten Differenz Methode, werden Tragkraft, Steiﬁgkeit und Gasverbrauch der
Elemente bestimmt. Aus Stabilitätsuntersuchungen werden Aussagen zu Be-
reichen mit stabilen Betriebsverhalten abgeleitet. Der Einﬂuss der umgeben-
den Druckbedingungen (Normalatmosphäre oder Vakuum) auf die statischen
Eigenschaften und die Stabilität wird beschrieben. Im Arbeitspunkt erreichen
die porösen Lagerelemente für eine konstante Druckdifferenz zwischen Spei-
segasdruck und Umgebungsdruck eine höhere Tragkraft und eine geringere
statische Steiﬁgkeit als die Düsenlagerelemente. Beide untersuchten Lager-
arten zeigen bei den Untersuchungen an Normalatmosphäre keine selbster-
regten Schwingungen, neigen aber bei Betrieb im Vakuum zu Instabilitäten.
Der Bereich der Instabilitäten fällt für die poröse Drosselung jedoch geringer
aus, weshalb im Hinblick auf ein stabiles Betriebsverhalten unter Vakuum-
bedingungen die Nutzung von porösen Lagerelementen empfohlen wird. Der
Gasverbrauch der Düsenlagerelemente ist aufgrund der begrenzten Anzahl
der Düsen geringer als bei der vollﬂächigen Einspeisung des Betriebsgases
durch poröse Elemente.
Aus den Untersuchungen der genannten Quellen kann gefolgert werden,
dass die vollﬂächige Einspeisung des Betriebsgases in den Lagerspalt mit
Hilfe einer porösen Drosselung Vorteile hinsichtlich der Stabilität, der Trag-
kraft und zum Teil der Steiﬁgkeit gegenüber der Drosselung durch Düsen
mit Vorkammer aufweist. Speziell für Anwendungen mit reduziertem Umge-
bungsdruck wird die Verwendung von porösen Medien empfohlen.
In der vorliegenden Arbeit werden zylindrische aerostatische Gasführungs-
elementen mit poröser Drosselschicht untersucht. Im Folgenden soll der
Stand der Technik für statische Kennwerte wie Tragkraft und Steiﬁgkeit so-
wie für das dynamische Verhalten und die Stabilität aufgezeigt werden, um
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die Beurteilung des Verhaltens von Elementen mit poröser Drosselschicht zu
ermöglichen.
Statische Kennwerte zylindrischer Gasführungselemente Zylindri-
sche Elemente mit Kombination aus aerodynamischer und aerostatischer
Schmierung für rotatorische Bewegungen werden von verschiedenen Autoren
betrachtet [17, 29–31]. Durch die Überlagerung der aerostatischen und aero-
dynamischen Effekte können die beschriebenen Ergebnisse nur eingeschränkt
auf Systeme mit reiner aerostatischer Schmierung übertragen werden.
Eine der ersten Untersuchungen an zylindrischen, aerostatischen Elemen-
ten mit poröser Drosselschicht aus gesintertem Metall wurde von Robinson
und Sterry [32] durchgeführt. Die Theorie basiert auf einem unendlich langen
Gasführungselement und einer eindimensionalen Strömung durch das poröse
Medium. Die theoretische Auslegung der Tragkraft erfolgt für eine laminare
Strömung und ein rein axiales Abströmen aus dem Spalt. Die Autoren nutzen
zylindrische Gasführungselemente und kombinieren diese mit zylindrischen
Gegenparts unterschiedlicher Durchmesser mit einer Abstufung im Bereich
von 13 μm und einer Toleranz von 3 μm. So wird der Verlauf der experimen-
tell ermittelten Tragkraft in Abhängigkeit von der Spalthöhe, normiert auf
die maximal auftretende Tragkraft bzw. die theoretisch ermittelte Tragkraft
dargestellt. Die Tragkraft weist für verschiedene Exzentrizitäten ein Maxi-
mum bei einer bestimmten Spalthöhe auf (hier auf 1 normiert). Der Einﬂuss
des Verhältnisses von Elementlänge zu Elementdurchmesser wurde für Werte
von 0,4 bis 2 untersucht. Die Tragkraft nimmt mit ansteigendem Verhältnis
ab. Der Einﬂuss der Exzentrizität auf den Gasverbrauch wird als unerheblich
angesehen. Weiterhin wird die Abhängigkeit der Permeabilität des porösen
Mediums von der Strömung innerhalb des Mediums, beschrieben durch die
Reynolds Zahl, untersucht.
Sneck et al. [33] beschreibt die Tragkraftermittlung für ein zylindrisches
poröses Element unter Vernachlässigung einer rotatorischen Bewegung. Für
ein Verhältnis von Länge zu Radius des Elementes von << 1 wird die verein-
fachte Annahme eines rein axialen Abströmens aus dem Lagerspalt und die
daraus folgende Vernachlässigung der Umfangsströmung getroffen. Die so er-
mittelte Tragkraft gibt für dieses Element die maximale erreichbare Tragkraft
an.
Majumdar [18] berechnet die Druckverteilung innerhalb des porösen Medi-
ums als auch innerhalb des Lagerspaltes für eine dreidimensionale Strömung
14
1.2 Stand der Technik
iterativ mit Hilfe eines FDM**-Models. Ergebnisse für ausgesuchte Parameter
werden in normierter Form graﬁsch dargestellt. Der Einﬂuss der Exzentrizi-
tät zwischen Zylinder und Gasführungselement und der Dicke des porösen
Mediums auf den Gasverbrauch werden als sehr gering beschrieben.
Rao [34] präsentiert theoretische Untersuchungen zu dem Einﬂuss der Slip-
Randbedingung auf die statischen Eigenschaften zylindrischer Gasführungs-
elemente. Zur Berechnung der Druckverteilung innerhalb des Lagerspaltes
wird die FDM auf Grundlage der modiﬁzierten Reynolds-Gleichung genutzt.
Sowohl geometrische Einﬂussgrößen (Länge zu Durchmesser Verhältnis) als
auch die Auswirkung des Speisegasdruckes auf die Tragkraft und den Gas-
verbrauch der Elemente sind Bestandteil der Untersuchungen.
Der Einﬂuss der Slip-Randbedingung auf die Tragkraft und die Steiﬁgkeit
wird von Singh et al. [19] untersucht. Die theoretische Betrachtung des Ein-
ﬂusses der Randbedingung wird numerisch auf Grundlage einer FDM durch-
geführt. Um eine Anpassung der zylindrischen Form an kartesische Koor-
dinaten zu ermöglichen, wird eine Abwicklung der Geometrie genutzt. Die
Ergebnisse werden normiert und basierend auf einem dimensionslosen Pa-
rameter in Diagrammen dargestellt. Die Ergebnisse der Berechnungen wer-
den mit den theoretischen und experimentellen Untersuchungen von Sneck et
al. [35] verglichen, wobei für geringe Exzentritiäten gute Übereinstimmungen
festgestellt werden.
Gerke [21] beschreibt ebene und zylindrische aerostatische Elemente und
vergleicht die Eigenschaften für eine Drosselung mit Düsen sowie mit po-
röser Sinterbronze. Die Verhältnisse zwischen den strömungsmechanischen
und den mechanischen Kennwerten verdeutlicht Gerke durch Analogien zu
einem elektrischen Netzwerk. Für die Berechnung der Druckverteilung wird
ein iterativer Algorithmus mit Hilfe der Finiten Elemente Methode (FEM) ba-
sierend auf der Navier-Stokes Gleichung für eine eindimensionale Strömung
genutzt. Eine Übertragung des Berechnungsalgorithmus auf zylindrische Ra-
diallager erfolgt für die konzentrische Lage von Zylinder und Lager. Aus der
so ermittelten Tragkraft und Steiﬁgkeit leitet er für kleine Kippwinkel eine
Abschätzung der Kippsteiﬁgkeit her. Mit Hilfe einer experimentellen Unter-
suchung kann ein qualitativer Nachweis der Tragkraftabschätzung erbracht
werden. Die Abweichungen der Tragkraft von bis zu 40% können dabei durch




Permeabilität des untersuchten Lagers oder durch die Zylinderformabwei-
chung der verwendeten Elemente erklärt werden.
Dynamisches Verhalten und Stabilität Die Stabilität von gasgeführten
Systemen wird in vielen Fällen mit dem Ausbleiben des sogenannten ”Air-
hammer” oder ”Pneumatic-hammer” beschrieben. Dieser Effekt beschreibt
das Durchlaufen eines Bereiches negativer Dämpfung nach einer Auslenkung
oder durch eine periodische Anregung des Systems. Dies führt zu selbsterreg-
ten Schwingungen, bei denen die Auslenkungsamplituden ansteigen und im
Extremfall die Funktionsﬂächen periodisch in Kontakt kommen.
Unterschiedliche Entstehungsarten für selbsterregte Schwingungen werden
von Schroter [27] durch die Einteilung der Gaslagerelemente in Schwinger-
typ und Speichertyp erklärt. Die porös gedrosselten Lager werden aufgrund
des geringen Totvolumens in die Gruppe der sogenannten Schwingertypen
eingeordnet, während Düsenlager mit Verteilerkanälen aufgrund des hohen
Totvolumens zu den Speichertypen zählen. Die Speichertypen komprimieren
während eines Schwingvorganges das Gas im Totvolumen und werden auf-
grund des dort zeitverzögert ansteigenden Druckes beschleunigt, überschrei-
ten aufgrund der Trägheit die Gleichgewichtslage, so dass der Druck in den
Totvolumina durch den verringerten Strömungswiderstand schnell abfällt und
das Lagerelement den Zyklus von neuem durchläuft. Die Ursache für selbster-
regte Schwingungen der Schwingertypen liegt nicht im Totvolumen, sondern
in dem Zusammenspiel der Steiﬁgkeit des Gaspolsters und der Lagermas-
se, welche bei Ausgleichsvorgängen in der Eigenfrequenz des aerostatischen
Elementes angeregt werden können.
Es wurden verschiedene Untersuchungen durchgeführt, in denen Stabili-
tätsgrenzen für gewisse Eingangsparameter festgelegt oder Stabiltiätskriteri-
en beschrieben werden.
Das Auftreten eines instabilen Betriebsverhaltens wird von Robinson et
al. [32] für poröse zylindrische Gasführungselemente beobachtet. Es handelt
sich dabei um eine Schwingung, die im unteren akustischen Frequenzbereich
auftritt und durch eine Reduzierung der Spalthöhe durch höhere Gewichtsbe-
lastungen, durch eine Erhöhung der konzentrischen Spalthöhe und durch die
Reduzierung des Speisegasdruckes unterdrückt werden kann. Die von Robin-
son et al. beobachtete Instabilität trit bei etwa 7% der untersuchten Kombi-
nationen auf und wird nur bei einer Frequenz im hörbaren Bereich als solche
erkannt. Frequenzen außerhalb dieses Bereiches können mit der genutzten
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Messtechnik nicht detektiert werden. Dieses Phänomen wird von den Au-
toren auf einen Hysterese-Effekt während des Übergangs von laminarer zu
turbulenter Strömung innerhalb des Elementes zurückgeführt.
In der Dissertation von Roblee [36] werden ebene aerostatische Elemen-
te mit Düsendrosselung hinsichtlich der dynamischen Steiﬁgkeit untersucht.
Ausgehend von der Reynolds Gleichung wird über einen linearen Ansatz die
statische Druckverteilung ermittelt und daraus die dynamische Druckvertei-
lung als skalares Vielfaches der statischen Druckverteilung bestimmt. Das
abgeleitete Stabilitätskriterium gibt an, dass das Element instabil wird, wenn
die dynamische Steiﬁgkeit kleiner ist als die statische Steiﬁgkeit. Das Verhal-
ten des Druckpolsters für schnelle Spalthöhenänderungen ähnelt einer Gas-
feder, deren Steiﬁgkeit mit dem vorhandenen Totvolumen abnimmt. Es wird
gezeigt, dass die Dämpfung mit abnehmender Spalthöhe und abnehmender
Vorspannung zunimmt.
Allen et al. [37] führen unter anderem Untersuchungen an zylindrischen
Düsenlagerelementen durch, in denen sowohl der Pneumatic-hammer Effekt
als auch dynamische Instabilitäten bei hohen Drehzahlen wie der Halbfre-
quenzwirbel betrachtet werden. Der Einﬂuss der Druckverteilung auf den
Pneumatic-hammer kann nicht schlüssig beschrieben werden, da einige Ele-
mente über den gesamten Druckbereich ein stabiles Verhalten aufweisen.
Weiterhin wird der Einﬂuss von Vereinfachungen in der Beschreibung der
Strömung im Lagerspalt untersucht. Die Betrachtung umfasst eine gleichmä-
ßige Druckverteilung über die gesamte Fläche, einen rein axialen Druckabfall
auf den Umgebungsdruck sowie die zusätzliche Umfangsströmung. Für den
letztgenannten Zustand wird keine analytische Beschreibung gegeben, aber
aus einem experimentellen Versuch eine Reduzierung der Tragkraft von ca.
50% im Vergleich zu dem Modell mit vernachlässigter Umfangsströmung ab-
geleitet.
Talukder et al. [38] untersuchen zylindrische Gasführungselemente mit
verschiedenen Düsen- und Taschengeometrien. Der Einﬂuss der Geometri-
en sowie des Speisegasdruckes und der Masse auf das Auftreten des Air-
hammers werden beschrieben. Bei Erhöhung des Speisegasdruckes über
einen kritischen Wert setzten die Instabilitäten ein. Es wird ein Hysterese-
effekt deutlich, da sich das System bei Reduzierung des Speisegasdruckes
erst unterhalb des kritischen Wertes wieder stabil verhält. Mit ansteigender
Gesamtbelastung und der resultierenden ansteigenden Exzentrizität nimmt
der kritische Druckwert zu, ab welchem die Instabilitäten auftreten. Das
17
1 Einführung
Totvolumen hat einen großen Einﬂuss auf das Stabilitätsverhalten und soll-
te möglichst minimiert werden.
Otsu et al. [39] untersuchen den Einﬂuss der Oberﬂächenverdichtung auf
die dynamischen Eigenschaften von zylindrischen Gaslagerelementen mit po-
röser Drosselung. Die theoretische Herleitung der Parameter erfolgt für den
konzentrischen Zustand auf Grundlage der Störungstheorie (perturbation me-
thod) mit Hilfe einer numerischen Simulation. Es wird dabei von einem sta-
tischen Druckanteil und einem überlagerten dynamischen Druckanteil aus-
gegangen, welche auf Grundlage der Kontinuitätsbedingung und mit Hilfe
der Finiten Differenz Methode ermittelt werden. Die dynamische Steiﬁgkeit
und der Dämpfungskoefﬁzient werden aus dem dynamischen Druckanteil der
Rechnung ermittelt. Die Untersuchungen beziehen den Einﬂuss durch die An-
regung aufgrund einer Rotationsgeschwindigkeit des Zylinders mit ein. Die
Ergebnisse werden zum Teil mit experimentellen Werten unterlegt und eben-
falls mit theoretisch ermittelten Ergebnissen von zylindrischen Elementen mit
Düsendrosselung verglichen. Es wird gezeigt, dass durch eine oberﬂächen-
verdichtete Schicht eine Erhöhung der dynamischen Steiﬁgkeit als auch der
Dämpfungskoefﬁzienten erreicht wird.
In der Arbeit von Schroter [27] werden ebene poröse Lagerelemente auf
ihre Stabilität untersucht. Ein abgeleitetes Stabilitätskriterium nutzt, ebenso
wie der Ansatz von Roblee [36], das Verhältnis von statischer zu dynami-
scher Steiﬁgkeit. Die Stabilität wird nach Schroters Untersuchungen an La-
gerelementen mit einer Drosselschicht aus poröser Sinterbronze durch eine
Oberﬂächenverdichtung verbessert. Durch diesen Vorgang werden die offe-
nen Poren an der Oberﬂäche reduziert und das Totvolumen verringert. Wei-
terhin wird die höchste Drosselung an der Oberﬂäche erreicht, wodurch ein
Zurückströmen des Gases direkt nach einer Belastungsänderung oder in Fol-
ge von hochfrequenten Schwingungen verringert wird. Simulationsergebnisse
für die Stabilitätsgrenze der Elemente können mit experimentellen Ergebnis-
sen unterlegt werden. Das Auftreten von instabilen Bereichen aufgrund nega-
tiver Dämpfungswerte wird durch die Tragkraft beeinﬂusst. Das nichtlineare
Schwingungsverhalten der Lagerelemente wird ebenfalls mit dem einer Gas-
feder verglichen. Die Beschreibung der Eigenfrequenzen und der Dämpfung
wird aufgrund des nichtlinearen Verhaltens als amplitudenabhängig beschrie-
ben und für sehr kleine Amplituden als näherungsweise konstant betrachtet.
Die Nutzung von Düsen mit Verteilerkanälen als Einlassdrosselung hat ein
erhöhtes Totvolumen zur Folge, welches durch die genannten Literaturquel-
len im Hinblick auf die dynamische Steiﬁgkeit, die Dämpfung und ein stabiles
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Betriebsverhalten als negativ beschrieben wird. Elemente mit poröser Drosse-
lung können durch offene Poren an der Lageroberﬂäche ebenfalls ein großes
Totvolumen aufweisen. Eine Verbesserung ergibt sich durch die Oberﬂächen-
behandlung des porösen Mediums. Die Verdichtung kann mittels einer nach-
träglichen mechanischen Behandlung [21, 26] oder durch das Imprägnieren
der Oberﬂäche erreicht werden [39, 40].
Untersuchungen über die Abhängigkeit der Stabilität und der Dämpfungs-
eigenschaften zylindrischer Gasführungselemente mit poröser Drosselung
von dem Umgebungsdruck liegen nicht vor.
1.2.2 Vakuumtaugliche Gaslager und Gasführung
Klassische Berührungsdichtungen (z.B. Viton-Dichtringe, Kupfer-Dichtringe)
der konventionellen Vakuumtechnik sind lediglich für statische Anwendun-
gen zwischen ruhenden Dichtﬂächen anwendbar. Die Dichtwirkung beruht
auf der Deformation des Dichtungsmaterials durch die Dichtﬂächen, wozu
hohe Vorspannkräfte notwendig sind. Für Positioniersysteme ist aufgrund der
Relativbewegung zwischen den Dichtﬂächen diese Dichtungsgruppe nicht
nutzbar.
Für die notwendige Abdichtung der Vakuumumgebung gegenüber dem
ausströmenden Gas der aerostatischen Elemente von gasgeführten Positio-
niersystemen ist daher eine Dichtungsart zu wählen, welche die auftretende
Reibung minimiert beziehungsweise vermeidet. Es können zwei Ansätze zur
Abdichtung genutzt werden.
Ein Ansatz ist die Verwendung einer Magnet-Fluid-Dichtung [41,42]. Die-
se besteht aus einem geschlossenen Ferroﬂuid-Film, der durch ein angelegtes
Magnetfeld in einem engen Spalt gehalten wird. Hierfür ist ein magnetisier-
barer Lagergegenpart notwendig. Da die gewünschte abzudichtende Druck-
differenz meist nicht mit einer Dichtung realisiert werden kann, ist ein mehr-
stuﬁger Dichtungsaufbau erforderlich. Die auftretende viskose Reibung ist
sehr gering, aber für Präzisionspostitioniersysteme nicht zu vernachlässigen,
da auch hier Zwangskräfte auf das System einwirken. Diese Art der Dich-
tung wird hauptsächlich für die Abdichtung von rotierenden Bauteilen ge-
nutzt, kann aber mit Einschränkungen für lineare Bewegungen eingesetzt
werden [43]. Die Verfahrgeschwindigkeit ist auf maximal 1m/s begrenzt, da




Der zweite verwendete Ansatz zur Begrenzung der Gasströmung in die
Vakuumumgebung ist die Spaltdichtung, welche bereits in Abschnitt 1.1.2
erläutert wurde. Andere berührungslose Dichtungen, wie die Labyrinthdich-
tung, sind nur bei rotatorischen Bewegungen möglich.
Die erste bekannte Erwähnung einer Kombination von Gaslager und Spalt-
dichtung ist das Patent US 4118042 [44] von 1978, in dem ein rotatorisches
Axial-Radiallager für hohe Drehzahlen (5000 U/min) mit mehrstuﬁgem Ab-
saugsystem (Leckrate = 0,1 Pa l / s) vorgestellt wird. Dieser Aufbau von rota-
torischer Bewegung und Dichtsystem wird auch durch spätere Patente [45,46]
aufgegriffen.
Das Patent US 4191385 [47] beschreibt ein Positioniersystem, das eine
translatorische Führung in x und y als auch eine Rotation um z ermöglicht.
Das nicht gestellfeste Teil des Positioniersystems dient als Teil der Kammer-
wand. Die Einlassdrosselung realisiert den Druckbereich zwischen zwei pla-
nen Funktionsﬂächen, wobei einseitig ein Abströmen an die äußere Umge-
bung (Normalatmosphäre) möglich ist. Vakuumseitig folgt eine mehrstuﬁge
Spaltdichtung. Dieser Ansatz wird auch in [48, 49] verfolgt.
Ein ähnlicher Aufbau des Dichtsystems für ein direkt in der Vakuumkam-
mer arbeitendes System wird im Patent US 6328473 [50]vorgestellt. Es wer-
den die einzelnen Gaslagerbereiche direkt von den Dichtﬂächen umgeben und
die einzelnen Absaugkanäle zusammen geführt. Weitere Patente [51–54] nut-
zen die direkt an Vakuum arbeitenden aerostatischen Elemente mit direkt an-
grenzenden Absaugstufen.
Allgemein kann der erste Absaugkanal zu der umgebenden Normalatmo-
sphäre geöffnet werden [52,53]. Dies resultiert in einem bekannten Verhalten
für die aerostatischen Elemente. Nachteilig ist die Verbindung mit der Nor-
malatmosphäre durch das Risiko, feuchte Luft oder andere gasförmige Stoffe
durch die Absaugkanäle in das Dichtsystem einzuführen [55]. Diese können
auf den Führungsﬂächen adsorbieren und nach einer Bewegung in die Va-
kuumumgebung wieder desorbieren. Alternativ kann der erste Absaugkanal
direkt an eine Vakuumpumpe angeschlossen werden [54], wodurch sich die
maximal benötigte Anzahl der Absaugstufen reduzieren kann. Dadurch wer-
den einerseits weniger Absaugleitungen benötigt und andererseits ergibt sich
eine Minimierung des notwendigen Bauraums.
Kombinierte Lösungen durch ein in der Vakuumkammer arbeitendes, aber
vollständig gehaustes System [56, 57], weisen den Nachteil auf, dass die Be-
wegung wiederum in die Vakuumumgebung transferiert werden muss. Dies
wird beispielsweise mit ﬂexiblen Membranbälgen aus Kunststoff realisiert,
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welche Kräfte und Momente verursachen, durch die die Positioniergenauig-
keit eingeschränkt wird.
Zusätzliche taktile Dichtelemente werden in verschiedenen Patenten ge-
nutzt [58, 59], um den Abdichtungsgrad zu erhöhen oder als zusätzliche Ab-
dichtung bei Ausfall beziehungsweise Außerbetriebnahme der berührungslo-
sen Dichtung zu fungieren. Auch in diesem Fall werden Zwangskräfte in das
System eingebracht. Die Verwendung von integrierten Sensoren und Aktoren
zur geregelten Nachführung von Dichtelementen zur Realisierung eines sehr
geringen Dichtspaltes (< 5 μm) verbessern die Abdichtwirkung [58, 60].
Der Aufbau von mehrachsigen Positioniersystemen bedingt die Verbin-
dung von nicht gestellfesten Absaugkanälen mit der gestellfesten Vakuum-
durchführung in Richtung Senke. Eine Anforderungen an diese Verbindungs-
leitungen ist ein geringer Strömungswiderstand, welcher durch große Quer-
schnitte und geringe Längen erzielt wird. Zusätzlich muss die Leitung den
Bewegungsbereich abdecken können und Zwangskräfte auf das System ver-
meiden, um die Führungseigenschaften nicht zu beeinﬂussen. Die konventio-
nellen Verbindungsleitungen aus der Vakuumtechnik, beispielsweise Mem-
branbälge oder Wellschläuche, bieten eine gewisse Flexibilität, sind aber
speziell bei großen Durchmessern für diese Anwendung aufgrund der an-
steigenden Biegesteiﬁgkeit nicht einsetzbar. Der Einsatz von Kunststofﬂei-
tungen [61, 62] ermöglicht die Reduzierung von Zwangskräften, führt aber
durch eine vergleichsweise hohe Permeabilität und Gasabgabe der meisten
Kunststoffe zu einem Druckanstieg in der Vakuumkammer.
Ein weiterer Ansatz zur Reduzierung der Beeinﬂussung der Führungsei-
genschaften ist die berührungslose Übergabe des abzuführenden Gases von
einem beweglichem zu einem stationären Systemteil mit Hilfe von überein-
anderliegenden Kanälen und Öffnungen [50, 63]. Die Übergabe des Gases
von dem mitbewegten Teil des Absaugkanals erfolgt durch eine Öffnung im
gestellfesten Führungsgegenpart, welche mit der Senke verbunden ist. Die
Öffnung liegt entlang des gesamten Bewegungsbereiches dem mitbewegten
Teils des Absaugkanals gegenüber.
Die Untersuchung von realisierten Aufbauten und die Veröffentlichung von
experimentellen Ergebnissen ab ca. 2000 zeigt das wachsende Anwendungs-
potential vor allem im Bereich der Halbleiterindustrie.
Yoshimoto [64] betrachtet analytisch ein mehrstuﬁges zylindrisches Dicht-
system für eine rotatorische Vakuumdurchführung, bei dem alle Absaugstu-
fen an eine separate Vakuumpumpe angeschlossen sind. Der Einﬂuss ver-
schiedener Designparameter wie Anzahl der Absaugstufen, Geometrie des
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Dichtspaltes und der Leitwert der Absaugkanäle werden analysiert. Für eine
Dichtspalthöhe von 3 μm wird mit Hilfe eines Dichtsystems mit drei Absaug-
stufen ein Druck im Bereich von 10−7 Pa erreicht. Ein qualitativer Nachweis
mit einem experimentellen Aufbau wird erbracht.
Bisschops [6] beschreibt die Randbedingungen für den Einsatz von aero-
statisch geführten, differentiell gepumpten Vakuumdurchführungen für den
Einsatz in der Halbleiterindustrie. Das Verhalten einer solchen Durchführung
wird an Hand eines planaren, rotationssymmetrischen Aufbaus untersucht,
der eine Bewegung in x und y als auch eine Rotation um z ermöglicht. Den
experimentellen Ergebnissen zu Folge ist bei einer Dichtspalthöhe von 6 μm
mit einer gepumpten Absaugstufe ein Kammerdruck im Bereich von 10−4 Pa
erreicht worden. Die Steiﬁgkeit des Aufbaus beträgt 1 kN/μm und das Lager-
rauschen ist vernachlässigbar.
Khim et al. [3,65] analysieren einen gasgeführten Lineartisch für den direk-
ten Einsatz im Vakuum. Neben der theoretischen Analyse der Einﬂussfakto-
ren auf den Druckanstieg wird auch eine generische Optimierung ausgewähl-
ter Parameter realisiert. Weiterhin werden experimentelle Untersuchungen an
einem Lineartisch mit einem dreistuﬁgen Absaugsystem durchgeführt, um
unter anderem den Einﬂuss der Verfahrgeschwindigkeit und der Führungso-
berﬂäche auf den Druckanstieg zu ermitteln.
Heidler [5] zeigt einen Ansatz nach [66] zur Anbindung von nicht gestell-
festen Absaugkanälen einer Gasführung mit der Senke. Das Konzept basiert
auf zwei zylindrischen, ineinanderlaufenden Hohlzylindern, deren Schnitt-
stelle ebenfalls durch ein berührungsloses Dichtsystem abgedichtet wird. Ex-
perimentelle und analytische Ergebnisse stimmen gut überein und ein Druck-
anstieg aufgrund einer Scherströmung bei verschiedenen Verfahrgeschwin-
digkeiten kann nicht nachgewiesen werden. In dem Versuchsaufbau wird ein
Kammerdruck von 10−4 Pa aufrechterhalten.
1.3 Ziele der Arbeit
Die Anwendung von berührungslosen Dicht- und Absaugsystemen ermög-
licht den Einsatz aerostatischer Führungen im Vakuum ohne reibungsbedingte
Genauigkeitsverluste. Vorteile gegenüber dem Stand der Technik ergeben sich
durch die Evakuierung aller Absaugstufen. Die resultierende Reduzierung des
direkten Umgebungsdruckes führt zu einer Beeinﬂussung der Kennwerte der
Führungselemente. Es gibt in der Literatur keine Angaben zu zylindrischen
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Gasführungselementen, die direkt in einer Vakuumumgebung eingesetzt wer-
den können.
Ziel dieser Arbeit ist es, durch experimentelle und theoretische Untersu-
chungen, die Eignung von zylindrischen, porösen Gasführungselementen für
den Einsatz in einem reduzierten Umgebungsdruck nachzuweisen und somit
einen wissenschaftlichen Beitrag zu der Entwicklung von hochvakuumtaug-
lichen gasgeführten Positioniersystemen zu leisten.
Ausgewählte Kennwerte sollen mit Hilfe experimenteller Versuchsstände
für eine Vakuumumgebung und vergleichend für atmosphärische Bedingun-
gen ermittelt werden. Ein Schwerpunkt der Arbeit stellt die Untersuchung der
statischen und dynamischen Kennwerte aerostatischer Gasführungselemen-
te dar. Die Tragkraft, die Radialsteiﬁgkeit, die Kippsteiﬁgkeit und der Gas-
verbrauch sind wichtige statische Größen zur Auslegung der Elemente. Das
Dämpfungsverhalten der Gasführungselemente wird beispielsweise durch die
Kennwerte der Eigenkreisfrequenz und der Abklingkonstante beschrieben.
Die statischen und dynamischen Kennwerte sollen erstmals in Abhängig-
keit vom Umgebungsdruck bestimmt werden.
Durch die Kombination von Zylinder und Buchsen verschiedener Durch-
messer soll zusätzlich der Einﬂuss der konzentrischen Lagerspalthöhe auf die
Kennwerte ermittelt werden. Die Variation der Spalthöhe soll durch Abstu-
fungen im einstelligen μm-Bereich erfolgen.
Der reduzierte Umgebungsdruck an der Berandung des Lagerspaltes kann
zu einem Übergang der Kontinuumsströmung über den Bereich der Knud-
senströmung bis hin zur Molekularströmung führen. Es soll eine analytische
Beschreibung der Strömung im Lagerspalt bereitgestellt werden, die den Ein-
ﬂuss der Strömungsformen berücksichtigt und den Einﬂuss auf die Änderung
der statischen Kennwerte durch die Reduzierung des Umgebungsdruckes ab-
bildet.
Die Neigung zu selbsterregten Schwingungen ebener, aerostatischer Lager
wird nach Literaturangaben (siehe Abschnitt 1.2) durch die Reduzierung des
Umgebungsdruckes erhöht. Auf Grundlage eines Stabilitätskriteriums sollen
Tendenzen für ein stabiles Betriebsverhalten der Gasführungselemente auf-
gezeigt und experimentell unterlegt werden.
Aus den Ergebnissen der Untersuchungen sollen Optimierungsmöglichkei-
ten für einen Einsatz der Gasführungselemente im Vakuum aufgezeigt sowie
Richtlinien zur Auslegung und Dimensionierung bereitgestellt werden.
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Die Beschreibung der grundlegenden Funktionsweise von aerostatischen







In diesem Kapitel werden die Grundlagen zur Ermittlung der Strömung und
zur Beschreibung des Bewegungsverhaltens aerostatischer Gasführungsele-
mente dargelegt. Die Reduzierung des Druckes bis in den Hochvakuumbe-
reich macht für das Dicht- und Absaugsystem eine Berücksichtigung der
Strömungsarten zur theoretischen Beschreibung der Druckverteilung in den
Absaugkanälen notwendig. Es wird speziell auf den Druckbereich direkt an
der Berandung der Führungselemente eingegangen. Durch den reduzierten
Umgebungsdruck wird die Strömung im Lagerspalt beeinﬂusst. Auf Grund-
lage von numerischen Modellen wird die Berechnung des Druckproﬁls im
Lagerspalt für verschiedene Umgebungsdrücke ermöglicht. Die Tragkraft, die
Steiﬁgkeit und der Gasverbrauch der Führungselemente sowie Aussagen zu
dem dynamischen Verhalten werden aus dem Druckproﬁl abgeleitet. Die Be-
schreibung des Dämpfungsverhaltens erfolgt durch die Betrachtung eines ge-
dämpften, schwingungsfähigen Systems mit einem Freiheitsgrad.
2.1 Strömungsarten
Für eine umfassende Beschreibung der Druckverhältnisse in vakuumtaug-
lichen Gasführungselementen ist eine Betrachtung der auftretenden Strö-
mungsarten notwendig. Diese variieren in Abhängigkeit vom vorherrschen-
den Druck und der durchströmten Leitungsgeometrie und werden durch ver-
schiedene theoretische Ansätze beschrieben. Eine Einteilung der Strömungs-
arten erfolgt auf Grundlage der dominierenden Beeinﬂussung der Gasteilchen
innerhalb der Strömung.
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In dem Bereich der Kontinuumsströmung ist die mittlere freie Weglänge l¯,
welche den durchschnittlich zurückgelegten Weg zwischen zwei aufeinander
folgenden Kollisionen eines Gasteilchens mit anderen Gasteilchen beschreibt,
sehr gering. Das Verhalten der Strömung ist primär durch Druckunterschiede
geprägt und das Gas kann als Kontinuum behandelt werden.
Die Molekularströmung tritt bei geringen Drücken und bei engen Leitungs-
querschnitten auf. Hier ist der Abstand eines Gasteilchens zur Berandung
der Leitung geringer als die mittlere freie Weglänge, wodurch Kollisionen
hauptsächlich zwischen Leitungswand und Gasteilchen auftreten. Die Gas-
teilchen bewegen sich mit ihrer mittleren thermischen Teilchengeschwindig-
keit c¯ durch die Leitung und ändern nach einer Kollisionen mit der Leitungs-
berandung die Bewegungsrichtung. Die Ablenkung eines Gasteilchens durch
eine Kollision kann als statistisch verteilt angesehen werden. Das makrosko-
pische Strömungsverhalten ergibt sich aus dem Mittelwert der Bewegung al-
ler Gasteilchen.
Der Bereich zwischen den beiden beschriebenen Strömungsarten wird als
Knudsenströmung bezeichnet. In diesem Bereich treten etwa gleich viele Zu-
sammenstöße zwischen Gasteilchen und zwischen Gasteilchen und Leitungs-
wand auf.
Der Übergang zwischen den genannten Bereichen ist ﬂießend und die Un-
terteilung erfolgt anhand der Knudsenzahl Kn. Diese berechnet sich aus dem










In die freie Weglänge geht die Boltzmann-Konstante kB, die Temperatur
T , der Moleküldurchmesser des Gases dmo und der vorherrschende Druck p
ein. Der charakteristische Leitungsquerschnitt dc entspricht für eine kreisför-
mige Leitung dem Durchmesser. Für andere Leitungsquerschnitte lässt sich
der sogenannte hydraulische Durchmesser dh berechnen [67]. In dieser Be-








In Tabelle 2.1 ﬁndet sich die Zuordnung der Knudsenzahl zu den Strö-
mungsformen. Abbildung 2.1 zeigt für typische Druckwerte und Durchmes-
ser den Bereich des Überganges zwischen den Strömungsformen.
Im Anwendungsfall sind für poröse Gasführungselemente relative Speise-
drücke zwischen 300.000 Pa und 500.000 Pa üblich. Typische Lagerspalt-
höhen h zylindrischer Gasführungselemente liegen, in Abhängigkeit von der
konzentrischen Spalthöhe h0 und der belastungsbedingten Exzentrizität, in
einem Bereich zwischen 3 μm und 20 μm. Die minimale Spalthöhe ist auf-
grund fertigungstechnischer Formabweichungen limitiert. Wie aus Abbildung
2.1 entnommen werden kann, ﬁndet für diesen Spalthöhenbereich in Abhän-
gigkeit vom Druck ein Übergang von Kontinuumsströmung zu Knudsenströ-
mung im Bereich zwischen 220.000 Pa und 50.000 Pa statt.
Für typische Anwendungsbedingungen herrscht in weiten Bereichen des
Lagerspaltes eine Kontinuumsströmung vor. Innerhalb des Randbereiches
kann der Übergang in die Knudsenströmung bzw. in die Molekularströmung
stattﬁnden. Die Größe dieses Bereiches wird von dem Umgebungsdruck be-
einﬂusst. Für konventionell an Normalatmosphäre eingesetzte Gasführungs-
elemente ist dieser Bereich am kleinsten. Der Übergang zur Knudsenströ-
mung ﬁndet für Spalthöhen kleiner 6 μm statt. Eine Molekularströmung tritt
nur für technisch unbedeutende Spalthöhen von kleiner 0,1 μm auf.
Für Gasführungselemente mit dem in Abschnitt 1.1.2 beschriebenen Dicht-
system verringert sich der Umgebungsdruck über den Grobvakuumbereich
(100.000 Pa bis 100 Pa) bis in den Feinvakuumbereich (100 Pa bis 0,1 Pa). Es
ergibt sich ein erhöhter Druckgradient an der Berandung der Gasführungsele-
mente. Im Lagerspalt wird durch das poröse Medium eine ﬂächige Zuführung
Tabelle 2.1: Abgrenzung der Strömungsformen mittels Knudsenzahl [10]
Knudsenzahl Strömungsform
Kn < 0,01 Kontinuumsströmung
0,01 < Kn < 0,5 Knudsenströmung
0,5 < Kn Molekularströmung
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Bereich typischer Drücke und Durchmesser des Absaugkanals
Kontinuumsströmung











Abbildung 2.1: Strömungsformen (Stickstoff, T = 293K)
des Speisegases bis an die Berandung erreicht. Der Druck fällt entlang des La-
gerspaltes kontinuierlich auf den Umgebungsdruck ab, weshalb der Bereich
der Knudsen- und Molekularströmung im Lagerspalt im Vergleich zur An-
wendung an Normalatmosphäre zunimmt.
2.2 Dicht- und Absaugsystem
Die Nutzung von Gasführungselementen in einer Vakuumumgebung bedingt
die Verwendung eines Dichtsystems, das das Eindringen des zugeführten
Speisegases in den umgebenden Vakuumbereich verhindert beziehungsweise
minimiert. Die Funktionsweise basiert auf der Dichtwirkung des Strömungs-
widerstandes eines engen Spaltes und der vorgelagerten Verbindung zu einer
externen Senke (siehe Abschnitt 1.1.2 , Abbildung 1.2). Im Folgenden sollen
nach [10] die Berechnungsgrundlagen vereinfacht an dem Modell eines Ab-
saugsystems (siehe Abbildung 2.2), aufgeteilt in den Bereich der Senke, der
Verbindungsleitung und der Quelle, beschrieben werden.
Standardmäßig wird in der Vakuumtechnik die Senke durch eine Vaku-
umpumpe mit dem speziﬁschen Saugvermögen Sp realisiert. Das Saugver-
mögen gibt den mittleren Volumenstrom durch den Ansaugﬂansch einer Va-
kuumpumpe in einem deﬁnierten Druckbereich an. Zum Erreichen verschie-
dener Enddrücke werden unterschiedliche Pumpenarten mit verschiedenen
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pp pk C 
Abbildung 2.2: Schematisches Absaugsystem
physikalischen oder chemischen Wirkprinzipien eingesetzt (siehe [10, 68]).
Die Berechnung des Druckes pp an dem Ansaugﬂansch der Vakuumpumpe
ist mit Kenntnis des anliegenden Massestromes m˙ sowie durch die Tempera-





In der Verbindungsleitung zwischen Quelle und Senke stellt sich ein
Druckunterschied Δp ein. Es ergibt sich ein charakteristischer Strömungs-
leitwert C der Leitung, welcher von der Geometrie der Leitung und der Strö-
mungsform innerhalb der Leitung bestimmt wird. Der Leitwert lässt sich als






Die Leitungsdurchmesser des Absaugkanals der ersten Absaugstufe des be-
schriebenen Dichtsystems liegen im unteren Zentimeterbereich. Der Druck
innerhalb der Absaugkanäle kann, in Abhängigkeit von der Anzahl der ver-
wendeten Absaugstufen, über mehrere Dekaden zwischen 103 Pa und 10−1 Pa
variieren. Dies kann zur Ausbildung der drei Strömungsarten innerhalb der
Absaugkanäle führen, siehe Abbildung 2.1.
Bei Molekularströmung ist die pV -Stromstärke qpV proportional zur
Druckdifferenz Δp [10]. Der Strömungswiderstand nach Gleichung 2.5 ist
im Gegensatz zu der Kontinuumsströmung und der Knudsenströmung unab-
hängig vom Druckgefälle über der Leitungslänge. Die verschiedenen Berech-
nungsvorschriften für den Strömungswiderstand C der Verbindungsleitung
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unterschiedlicher Geometrien können aus der Literatur, z.B. [5, 10] entnom-
men werden. Am quellenseitigen Ende der Verbindungsleitung stellt sich ein
effektives Saugvermögen Seff ein, das geringer als das speziﬁsche Saugver-










Ein Kennwert zur Beschreibung der Quelle ist die pro Zeiteinheit ab-
zutransportierende Gasmenge. Für die erste Absaugstufe kann der Gasver-
brauch der Buchse als Quelle angesehen werden, für die folgenden Absaug-
stufen entspricht die Quelle dem Massestrom, der durch den vorgeschalteten
Dichtspalt strömt. Der Druck an der Berandung der Buchse beziehungswei-
se nach den Dichtspalten kann mit Hilfe des Massestromes und des effektiv
anliegenden Saugvermögens analog zu Formel 2.4 berechnet werden.
Die Berechnung des Gasstromes durch den Dichtspalt lässt eine Abschät-
zung des erreichbaren Druckes in der Vakuumkammer zu. Aufgrund der ge-
ringen Dichtspalthöhen von kleiner 100 μm und des geringen Druckes in
dem Absaugkanal kann von einer Molekularströmung innerhalb des Dicht-
spaltes ausgegangen werden. Die durch einen Dichtspalt tretende Gasmenge
ist nicht nur von der Strömungsart abhängig, sondern auch von den geome-
trischen Abmessungen und Beschaffenheiten des Spaltes. Zur Realisierung
eines Dichtsystems für zylindrische Gasführungselemente ist die Verwen-
dung von zylindrischen Dichtungen zweckmäßig. Aus der Kombination einer
zylindrischen Dichtung mit dem zylindrischen Führungsgegenpart, unter der
Annahme einer konzentrischen Lage, ergibt sich als Dichtspaltform ein ring-
förmiger Spalt. Durch die Exzentrizität e zwischen Buchse und Zylinder des
Gasführungselementes ergibt sich ebenfalls ein exzentrischer Dichtspalt. In
Abbildung 2.3 ist eine schematische Übersicht der Spaltformen dargestellt.
Die Dichtspalthöhe hd im konzentrischen Fall ergibt sich aus der Radiendif-
ferenz r2 − r1 der Dichtspaltﬂächen. Die Länge des Dichtspaltes wird mit ld
bezeichnet und der Druck an der Eintrittsöffnung des Spaltes mit pE und an
der Austrittsöffnung mit pA.
Nach einem Ansatz von Pipko [69] hat Edelmann [67,70] für eine ringför-
mige Leitung, deren Rohrachsen um den Betrag e parallel verschoben sind,
eine Formel für den Leitwert bestimmt.
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Dies gilt für Werte ldr2−r1
> 10.
Aus dem erhaltenen Leitwert lässt sich durch Gl. (2.5) und mit




(pE − pA) (2.8)
berechnen. Ein Vergleich mit anderen Berechnungsansätzen ist in [5] be-
schrieben.
2.3 Tragkraft und Radialsteiﬁgkeit
Die analytische Bestimmung der Tragkraft und der Radialsteiﬁgkeit wird
durch die Beschreibung der Strömung innerhalb des Lagerspaltes ermöglicht,
von der die Druckverteilung abgeleitet werden kann. Für die verschiedenen
auftretenden Strömungsformen innerhalb des Spaltes existieren einzelne Nä-
herungslösungen, die nachfolgend hergeleitet und deren Anwendungsberei-
che aufgezeigt werden sollen.
2.3.1 Strömung im Lagerspalt
Als Grundlage der Berechnung der Strömung im Spalt dient die Navier-
Stokes Gleichung in der inkompressiblen Form [71].
ρ−→v (∇ ·−→v )+ρ ∂
−→v
∂ t
=−∇p+η (∇2−→v )+ FV (2.9)
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und die Zustandsgleichung des idealen Gases
pV = mRsT. (2.11)
Für die Berechnung der Strömung innerhalb des Lagerspaltes werden fol-
gende Annahmen getroffen.
• Für das verwendete Gas* wird ein Newtonsches Verhalten angenom-
men.
• Die Viskosität η wird als konstant betrachtet.
• Die Strömung ist laminar. In der Literatur wird nahezu ausschließlich
die Annahme einer laminaren Strömung im Lagerspalt von aerostati-
schen Elementen getroffen [4, 21, 27], was durch die geringe Lager-
spalthöhe auch bei hohen Strömungsgeschwindigkeiten als erfüllt an-
gesehen werden kann. Es wird von einer quasistationären Strömung
ausgegangen ( ∂
−→v
∂ t = 0).
• Die Volumenkräfte FV und die Trägheitskräfte ρ−→v (∇ ·−→v ) können ge-
genüber den Kräften der inneren Reibung vernachlässigt werden.





Im Folgenden werden die notwendigen Randbedingungen zur Lösung der
erhaltenen Differentialgleichung betrachtet. In Abbildung 2.4 sind die quali-
tativen Geschwindigkeitsverläufe in Abhängigkeit von den auftretenden Strö-
mungsformen dargestellt.
Im Fall einer Kontinuumsströmung innerhalb des Lagerspaltes kann an der
impermeablen Spaltbegrenzung von einer Haftbedingung des Gases ausge-
gangen werden. Die Strömungsgeschwindigkeit an der Berandung beträgt
null.
*In den experimentellen Untersuchungen wird ausschließlich Stickstoff verwendet.
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vH(z = h) = 0 (2.13)
Für die permeable Spaltbegrenzung kann keine Haftbedingung angenom-
men werden. Es tritt an der Begrenzungsﬂäche des porösen Mediums eine
Geschwindigkeitskomponente vSF größer null auf. Der ”Slip Flow” wird ana-








(vSF − vD) (2.14)
Der dimensionslose Kennwert α wurde durch Beavers [72] für ein poröses
Medium zwischen 0,19 und 0,27 bestimmt. Die Geschwindigkeitskomponen-
te vD ist die Strömungsgeschwindigkeit innerhalb des porösen Mediums, par-
allel zur Oberﬂäche. Die Untersuchungen von Sparrow [73] zeigen, dass diese
zusätzliche Strömungskomponente Abweichungen kleiner 1% bewirkt und
vernachlässigt werden kann. Gerke [21] begründet die Vernachlässigung der
Strömung parallel zur Lageroberﬂäche durch die unterschiedlichen Permea-
bilitäten k innerhalb des oberﬂächig verdichteten porösen Mediums. Durch
die geringe Dicke der oberﬂächenverdichteten Schicht kann von einem star-
ken Druckgradienten normal zur Lageroberﬂäche ausgegangen werden. Der
Druckgradient parallel zur Oberﬂäche ist im Vergleich hierzu viel geringer.










Im Bereich der Knudsenströmung liegt ebenfalls eine Gleitbedingung an
der impermeablen Berandung des Lagerspaltes vor. Diese Geschwindigkeits-
komponente vKn wird von Donat [22] genutzt.






Der Einﬂuss der Knudsenströmung auf die Slip Flow Gleitbedingung eines
porösen Mediums ist nicht bekannt. Es wird daher für diese Strömungsform
ebenfalls die Randbedingung nach Beavers (Gleichung 2.15) verwendet.
Auf Grundlage der Kontinuitätsbedingung kann nach Rist et al. [74] der
Massestrom durch
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Abbildung 2.4: Qualitatives Geschwindigkeitsproﬁl im Lagerspalt bei ver-
schiedenen Strömungsformen
m˙ = ρA−→v (2.17)
beschrieben werden. Aus dem Zusammenhang von Druck- und Geschwin-
digkeitsproﬁl nach Gleichung 2.12 kann unter Verwendung der entsprechen-
den Randbedingungen (siehe Abbildung 2.4) für die verschiedenen Strö-
mungsformen der Geschwindigkeitsverlauf über der Spalthöhe ermittelt wer-
den. Es ergibt sich die Beschreibung für den Massestrom m˙ durch den Lager-





2.3.2 Strömung durch ein poröses Medium
Zur Beschreibung der Strömung durch ein poröses Medium wird in nahezu
allen Literaturquellen der Ansatz von Darcy verwendet. Die Strömungsge-
schwindigkeit vD ist abhängig von der Permeabilität k des porösen Mediums
und der Viskosität des Fluides η [9].
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vD =− kη∇p (2.19)
Wie bereits bei der Herleitung von Gleichung 2.15 beschrieben, kann im
Fall der Drosselschicht von aerostatischen Elementen von einer eindimensio-
nalen Strömung durch das poröse Medium ausgegangen werden. Unter An-
wendung der Kontinuitätsgleichung in Form der Gleichung 2.18 sowie der
allgemeinen Gasgleichung 2.11 folgt der Massestrom m˙D durch das poröse








Die Permeabilität k ist ein Kennwert des porösen Mediums für die Durch-
lässigkeit von Flüssigkeiten und Gasen.
Untersuchungen von Robinson et al. [32] ergeben, dass die Permeabili-
tät von der Strömungsform im porösen Medium abhängig ist. Für laminare
Strömung kann die Permeabilität als konstant betrachtet werden. Liegt eine
turbulente Strömung vor, nimmt die Permeabilität mit zunehmender Turbu-
lenz ab. Die Reynoldszahl Re beschreibt das Verhältnis von Trägheitskräften
und Zähigkeitskräften [74] und wird als dimensionslose Kenngröße für das











In [9] wird auf die einfache messtechnische Überprüfung der Strö-
mungsform durch die experimentelle Bestimmung des Kurzschlussmasse-
stromes hingewiesen. Nach Gleichung 2.20 gilt für laminare Strömung m˙ ∼(
p2s − p2k
)
. Durch den Übergang zu einer turbulenten Strömung kann durch
die Berücksichtigung der von Robinson et al. angegebenen Beziehung 2.22
nachgewiesen werden, dass hier die Beziehung m˙ ∼ (ps− pk) gilt.
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Für enge Spalte im Mikrometerbereich mit geringer Rauheit ﬁndet der
Übergang von laminarer zu turbulenter Strömung in einem Bereich von
2000 < Re < 4000 statt [75]. Abschätzungen von Schroter [27] ergeben für
oberﬂächenverdichtete poröse Lager aus Sinterbronze Reynoldszahlen im Be-
reich von Re< 100. Es wird angenommen, dass für vergleichbare Geometrien
der porösen Schicht ähnliche Reynoldszahlen auftreten und im porösen Me-
dium von einer laminaren Strömung und von einer konstanten Permeabili-
tät ausgegangen werden kann. Die Annahme einer laminaren Strömung wird
durch die experimentelle Bestimmung des Gasverbrauches (siehe Abschnitt
3.3) gestützt.
2.3.3 Vereinfachtes numerisches Strömungsmodell
Eine geschlossene analytische Beschreibung der Strömung innerhalb des La-
gerspaltes ist durch die mathematischen Schwierigkeiten bei der Handhabung
der zugrunde liegenden Differentialgleichungen nicht möglich. Die Berech-
nung der Strömung und des daraus resultierenden Druckproﬁls erfolgt in der
Mehrzahl der Literaturquellen durch eine Diskretisierung des Volumens des
Lagerspaltes und der schrittweisen Lösung des Gleichungssystems. Unter
Verwendung des vereinfachten Strömungsmodells können die unterschiedli-
chen Randbedingungen der auftretenden Strömungsarten berücksichtigt wer-
den. Die resultierende Druckverteilung wird zur Berechnung der Tragkraft,
der Radialsteiﬁgkeit und des Gasverbrauches eines Gasführungselementes
genutzt. Der zugrunde liegende Algorithmus erlaubt hierbei nur die Berech-
nung unter der Annahme einer rein axialen Strömung innerhalb des Lager-
spaltes.
Für die Berechnung der Druckverteilung wird der Lagerspalt in diskre-
te Volumenelemente (i; j) unterteilt, siehe Abbildung 2.5. Die Symmetrie
des Lagerspaltes bezüglich der y− z Ebene und der x− y Ebene erlaubt die
Reduzierung der Berechnung auf ein Viertel des Lagerspaltes. Der Druck
pi; j je Volumenelement wird als konstant betrachtet. Da die Radiendiffe-
renz rBu− rZy sehr gering ist, wird eine Abwicklung des Zylinderausschnittes
in ein ebenes rechteckförmiges Element vorgenommen und die Herleitung
der Strömungsverhältnisse in einem kartesischen Koordinatensystem durch-
geführt. Die geometrischen Abmessungen eines Volumenelementes ergeben
sich aus der Geometrie der Buchse und der gewählten Anzahl der Elemente
in Längsrichtung ki und in Umfangsrichtung k j zu einer Breite von 2πrBu/k j,
einer Länge von LBu/(2ki) und einer Höhe von h j. Die lokale Höhe h j wird
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neben der Radiendifferenz auch durch die Exzentrizität e zwischen der Buch-
senachse und der Zylinderachse sowie durch die Position φ (Gleichung 2.23)
entlang des Umfangs bestimmt. Sie ist für alle Elemente i einer Umfangspo-







e2+ r2Bu−2 · e · rZy · cos(φ)− rZy (2.24)
Ausgangspunkt für die Strömungsermittlung ist die Gleichung 2.12. Das
entwickelte Modell soll die Ermittlung der Einﬂüsse von verschiedenen Ein-
gangsparametern auf die statischen Eigenschaften des Gasführungselemen-
tes ermöglichen. Folgende Annahmen liegen der Modellerstellung zugrunde.
Der Geschwindigkeitsgradient in Achsrichtung kann gegenüber dem Ge-
schwindigkeitsgradienten in Richtung der Lagerﬂächennormalen vernachläs-
sigt werden. Die Strömung in Umfangsrichtung wird vernachlässigt, was für
eine nahe konzentrische Lage von Buchse und Zylinder eine zulässige An-
nahme darstellt. Für zunehmende Exzentrizitäten zwischen Buchse und Zy-
linder ist mit einem Anstieg des Fehlers aus dieser Annahme zu rechnen. Die
rein axiale Strömung innerhalb des Lagerspaltes führt zu der verwendeten





















Auf Grundlage der getroffenen Annahmen können aus Gleichung 2.26 mit
den entsprechenden Randbedingungen (vgl. Abbildung 2.4) die Integrations-
konstanten C1 und C2 ermittelt werden.
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(b) Volumenelement i; j mit dem Druck pi; j
Abbildung 2.5: Schematische Vernetzung des Lagerspaltes für numerisches
Strömungsmodell
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Berechnungsvorschrift für Kontinuumsströmung
Für den Fall der Kontinuumsströmung ergibt sich nach dem Einsetzen von






















Mit der Deﬁnition ξ = 1
1+ αh√
k
und durch Einsetzen von Gleichung 2.28 in
Gleichung 2.27 ergibt sich die Beschreibung der Strömungsgeschwindigkeit
für die Kontinuumsströmung.




Zur Ermittlung der Druckverteilung wird der Massestrom durch den La-









Die Dichte wird innerhalb eines jeden Volumenelementes als konstant an-
genommen und mittels der allgemeinen Gasgleichung ersetzt. Die Integration
erfolgt unter Berücksichtigung der Geometrie und der Eingangsgrößen eines
Volumenelementes (siehe Abbildung 2.5(b)).




Die Berechnung des Druckes pi; j im Element (i; j) kann analytisch durch
Umformen von Gleichung 2.31 erfolgen.
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Der Druck pi; j ist abhängig von dem Druck des vorhergehenden Elemen-
tes pi−1; j sowie von dem Massestrom m˙i; j. Dieser Massestrom wird nach der
Kontinuitätsbedingung aus der Summe des Massestromes des vorhergehen-
den Elementes m˙i−1; j und dem Massestrom durch das poröse Medium (Glei-
chung 2.20) in diesem Bereich m˙Di, j bestimmt.
Berechnungsvorschrift für Knudsenströmung
Ein analoges Vorgehen führt für den Bereich der Knudsenströmung ausge-
hend von Gleichung 2.26 und unter Verwendung der Randbedingungen 2.15














Durch die Kombination von Gleichung 2.33 und Gleichung 2.18 ergibt sich
















Die Integration von Gleichung 2.34 erfolgt ebenfalls unter Berücksichti-
gung der Grenzen eines Volumenelementes nach Abbildung 2.5(b). Hierbei
ist auf die Druckabhängigkeit der mittleren freien Weglänge l¯ zu achten.








Es ergibt sich für den Massestrom m˙i; j eines Volumenelementes im Bereich
der Knudsenströmung folgender Ausdruck.
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[(pi−1; j − pi; j)(
√
k+h jα)












kpi; j +h j pi; jα+αβ )− ln(
√
kpi−1; j +h j pi−1; jα+αβ )}]
(2.36)
Die Berechnung des Druckes pi; j im Bereich der Knudsenströmung kann
nicht direkt durch die Umformung der Formel 2.36 erfolgen. Die Lösung wird
numerisch mit Hilfe eines Newtonschen Näherungsverfahrens† ermittelt.
Berechnungsvorschrift für Molekularströmung
Für den Bereich der Molekularströmung wird aufgrund der statistisch be-
stimmten Charakteristik der Strömung die Ermittlung des Massestromes im
Lagerspalt nicht auf Grundlage der Navier-Stokes Gleichung bestimmt. Die






Die Durchlaufwahrscheinlichkeit P beschreibt die Wahrscheinlichkeit,
dass ein Gasteilchen nach dem Durchqueren der Eintrittsﬂäche eines räum-
lich begrenzten Volumens, dieses durch die Austrittsﬂäche wieder verlässt.
Gilt für einen engen Spalt mit der Länge L, dass Breite b >> Höhe a, so
kann die Durchlaufwahrscheinlichkeit nach [10] näherungsweise mit folgen-






Aus Formel 2.37 ergibt sich mit p = pi; j − pi−1; j für das Strömungsmo-
dell direkt die Berechnungsvorschrift für den Druck pi; j im Element (i; j). Die
Länge L und die Höhe a in Gleichung 2.38 wird hierbei durch die Geometrie
des Volumenelementes ausgedrückt (siehe Abbildung 2.5(b)).
†Verwendet wird die Funktion FindRoot der Wolfram Mathematica Version 9 [76].
41
2 Theoretische Beschreibung vakuumtauglicher zylindrischer Gasführungselemente
Der Einﬂuss einer porösen Berandung auf das Strömungsverhalten ist für
den Bereich der Knudsenströmung und der Molekularströmung nicht be-
kannt.
Berechnung des Druckproﬁls
Die zugrunde liegende Vorgehensweise zur iterativen Berechnung des Druck-
proﬁles wird durch das Flussdiagramm in Abbildung 2.6 verdeutlicht. Der
Ansatz für diesen Algorithmus basiert auf der Arbeit von Schenk [4].
Der Druck im ersten Segment einer jeden Reihe j wird durch eine sehr
kleine Druckdifferenz pxStart festgelegt, welche von dem Speisegasdruck sub-
trahiert wird. Auf Grundlage dieser kleinen Druckdifferenz ergibt sich ein In-
itialmassestrom basierend auf Gleichung 2.20. Aufbauend auf diesem Initial-
massestrom werden nachfolgend die Drücke und die Masseströme aller Volu-
menelemente bis i = ki auf Grundlage der Gleichungen 2.32, 2.36 bzw. 2.37
berechnet. Der Druck pi=ki; j wird nun mit dem festgelegten Umgebungsdruck
pk verglichen. Als Abbruchkriterium wird die maximal zulässige Druckdiffe-
renz pAbweichung deﬁniert. Wenn der berechnete Druck pi=ki; j − pk über dem
Umgebungsdruck liegt, wird der Wert von px durch eine geeignete Anpassung
erhöht und ein geringerer Druck im Startsegment angenommen. Ist der Druck
pi=ki; j geringer als der Umgebungsdruck, sind zwei Ursachen möglich. Führt
der Druckabfall mit der initialen Druckdifferenz ps − pxStart zu einem negati-
ven Ausdruck des Terms pi=ki; j − pk , wird der Druck im ersten Segment als
Speisegasdruck deﬁniert und das nächste Segment mit der initialen Druckdif-
ferenz beaufschlagt. Der Bereich des maximalen Druckes wird erhöht. Hat
bereits eine Anpassung des Druckes px stattgefunden, so liegt die Ursache
für das Unterschreiten des Umgebungsdruckes in der nicht zielführenden An-
passung des Wertes px. Durch eine korrigierte Anpassung von px wird eine
iterative Änderung erzeugt, bis die Differenz des Druckes pi=ki; j − pk kleiner
als pAbweichung ist. Diese Vorgehensweise wird für alle Werte von j bis j = k j
wiederholt und die erhaltene Druckmatrix ausgegeben.
Berechnung der Tragkraft, der radialen Steiﬁgkeit und des
Gasverbrauches
Aus der Druckmatrix und den geometrischen Bedingungen kann die Trag-
kraft des Gasführungselementes berechnet werden. Hierfür wird die Kraft-
komponente in Belastungsrichtung (z-Richtung) durch den Druck pi; j eines
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Abbildung 2.6: Flussdiagramm des iterativen Lösungsalgorithmus für verein-
fachtes numerisches Strömungsmodell
43
2 Theoretische Beschreibung vakuumtauglicher zylindrischer Gasführungselemente
Volumenelementes und dessen projizierter Fläche Aproj auf die x− y Ebene
berechnet. Die projizierte Fläche ergibt sich aus der Grundﬂäche des Volu-
menelementes und der Lage bezüglich der x− y Ebene ausgedrückt durch





Die Tragkraft F der Buchse unter Berücksichtigung der genutzten Symme-









Die Steiﬁgkeit in radialer Auslenkungsrichtung cr wird durch numerische
Differentiation der Tragkraft über der Spalthöhe bestimmt.
cr =−dFdh (2.41)
Der Gasverbrauch ergibt sich aus dem aufsummierten Massestrom al-
ler Elemente i = ki. Aus dem Massestrom mit [m˙i=ki; j] = kg/s kann der
Gasverbrauch qN bezogen auf Normbedingungen in Normliter pro Minute









Die Normbedingungen sind nach DIN 1343 festgelegt (TN = 273,15 K;
pN = 101325 Pa).
2.3.4 FEM-basiertes numerisches Strömungsmodell
Das zweite Strömungsmodell, das in dieser Arbeit verwendet wird, nutzt die
kommerzielle Software COMSOL Multiphysics®. Das Programm basiert auf
der Finiten Elemente Methode (FEM) und wurde bereits in der Literatur [77]
für die Simulation ebener poröser aerostatischer Elemente genutzt. Der FEM-
Ansatz erlaubt die Strömungsberechnung auf Grundlage von Gleichung 2.12
in alle Koordinatenrichtungen. Hierfür ist die Modellierung eines Viertels des
porösen Mediums sowie des Lagerspaltes notwendig. Die Strömung durch
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das poröse Medium wird durch Darcy’s Ansatz (siehe Gleichung 2.19) be-
rechnet. Über die gesamte Fläche des äußeren Umfangs des porösen Mediums
wird der Druck als ps festgelegt. Die Berechnung der Druckverteilung im La-
gerspalt und im porösen Medium wird durch zwei unterschiedliche Module
durchgeführt. Der Druck an der porösen Oberﬂäche und der Druck im Lager-
spalt an der Grenzﬂäche zu dem porösen Medium werden gekoppelt. Eine si-
multane Lösung in beiden modellierten Volumen wird ermöglicht. Die Rand-
bedingung zur Beschreibung der Strömung im Lagerspalt kann zwischen der
Haftbedingung und der Gleitbedingung gewählt werden. Eine Berechnung im
Bereich der Molekularströmung ist möglich. Der Druck innerhalb des Lager-
spaltes kann zwischen hohen Speisegasdrücken (z.B. 500kPa) und geringen
Umgebungsdrücken (z.B. 1kPa) variieren. Die lokale Lagerspalthöhe kann
sehr geringe Werte annehmen (z.B. 1μm). Es ergibt sich ein weiter Bereich
von Knudsenzahlen und ein Wechsel zwischen den Strömungsformen, siehe
Abbildung 2.1. Der notwendige Wechsel der Randbedingungen zur Beschrei-
bung der Strömungsart in Abhängigkeit von der Knudsenzahl kann durch die
aktuelle Version 4.4 von COMSOL Multiphysics® nicht realisiert werden.
Die Haftbedingung der Kontinuumströmung gilt über ein weites Parameter-
feld für den größten Teil des Lagerspaltes. Der Übergang zur Knudsen- oder
Molekularströmung ist auf den Randbereich des Lagerspaltes begrenzt. Aus
diesem Grund wird für die FEM-basierte Simulation ausschließlich die Haft-
bedingung genutzt.
2.3.5 Vergleich der numerischen Strömungsmodelle
Um die numerischen Strömungsmodelle direkt zu vergleichen, wird mit bei-
den Modellen eine Berechnung anhand einer vereinfachte Geometrie durch-
geführt. Es wird ein ebener Spalt mit der Höhe h, der Breite b und der Länge
L betrachtet, siehe Abbildung 2.7. Die Abgrenzung des Spaltes erfolgt durch
eine permeable Berandung in der x− y Ebene und eine impermeable Beran-
dung in einer parallelen Ebene bei z = h. Der Speisegasdruck ps fällt durch
die permeable Berandung auf den Druck p = f (L) im Lagerspalt. Der La-
gerspaltdruck fällt entlang der Länge L auf den Umgebungsdruck pk an der
Berandungsﬂäche bei y = ±L/2 ab. Aufgrund der Symmetrie des Systems
wird durch das Modell eine Hälfte (y = 0 bis y = L/2) abgebildet. Es wird
analog zu dem vereinfachten Strömungsmodell nur der Strömungsanteil in
y-Richtung betrachtet.
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Abbildung 2.7: Schematische Darstellung eines ebenen Spaltes zum Ver-
gleich der numerischen Strömungsmodelle



















Abbildung 2.8: Vergleichsrechnung der numerischen Modelle für Druckver-
lauf im ebenen Spalt (ps = 400kPa, pk = 1kPa, L/2= 32mm)
Auf Grundlage der vereinfachten Geometrie werden mit dem vereinfach-
ten Strömungsmodell und dem FEM-basierten Strömungsmodell Vergleichs-
rechnungen durchgeführt. Die genutzten Parameter sind ps = 400kPa und
pk = 1kPa bei verschiedene Spalthöhen h. Die Ergebnisse der Vergleichs-
rechnungen sind in Abbildung 2.8 dargestellt.
Für die Spalthöhe h = 10μm tritt im gesamten Lagerbereich eine Kontinu-
umsströmung auf. In diesem Fall wird der Druckverlauf über die Spaltlänge
von beiden Modellen nahezu identisch berechnet. Die Abweichung liegt über
dem Großteil (≈ 95%) der Spaltlänge unter 1%.
Wird die Spalthöhe reduziert, ﬁndet ein Übergang von Kontinuums- zu
Knudsenströmung statt. Für h= 2μm treten beide Strömungsarten auf und bei
h = 1μm ist in dem gesamten Lagerspalt eine Knudsenströmung ausgeprägt.
Aufgrund der verschiedenen Randbedingungen, die den beiden Modellen bei
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den unterschiedlichen Strömungsformen zugrunde liegen, kommt es zu teils
hohen Abweichungen zwischen den erhaltenen Druckverläufen. Die Abwei-
chungen betragen maximal 6% (16.000 Pa) bei h = 2μm und bis zu 15%
(40.000 Pa) bei h = 1μm.
Die Nutzung des FEM-basierten numerischen Strömungsmodells ist exak-
ter hinsichtlich der Berücksichtigung einer Umfangsströmung im Lagerspalt.
Abweichungen ergeben sich durch die Vernachlässigung des Übergangs zwi-
schen den Strömungsformen, welcher im FEM-Modell nicht berücksichtigt
werden kann.
2.4 Dämpfung
Die vollständige theoretische Beschreibung der Dämpfungseinﬂüsse eines ae-
rostatischen Führungselementes innerhalb eines Positioniersystems umfasst
sowohl die innere Dämpfung des Druckproﬁls als auch die äußere Dämp-
fung durch mechanische Schnittstellen zwischen Führungselement und Posi-
tioniersystem. Die äußere Dämpfung ist systemabhängig und eine getrennte
Betrachtung der Dämpfungseinﬂüsse im realen System meist nicht realisier-
bar. Zur Vereinfachung und allgemeingültigen Beschreibung wird nur die in-
nere Dämpfung der Führungselemente betrachtet.
Die Beschleunigung eines Körpers mit der Masse m wird durch weg- und
geschwindigkeitsabhängige Kräfte beeinﬂusst. Das Rückstellglied mit der
Steiﬁgkeit c erzeugt eine wegabhängige Kraft und die Kraft des Dämpfungs-
gliedes mit dem Dämpfungskoefﬁzienten d ist geschwindigkeitsabhängig.
Die Bewegungsgleichung für die freie gedämpfte Schwingung eines me-
chanischen Systems bei Betrachtung einer Koordinatenrichtung x wird durch
eine homogene Differentialgleichung (DGL) zweiter Ordnung [78, 79] be-
schrieben.
mx¨+dx˙+ cx = 0 (2.43)













folgt die Standardform der Bewegungsgleichung:
x¨+2δ x˙+ω20x = 0 (2.46)
Unter Verwendung des exponentiellen Lösungsansatzes der Form x(t) =
A0eλ t ergibt sich eine charakteristische Gleichung,
λ 2+2δλ +ω20 = 0 (2.47)




Aus den Lösungen lassen sich verschiedene Fälle ableiten, die durch den
Wurzelterm in Gleichung 2.48 bestimmt werden [78]. Eine andere Form
der Einordnung des Schwingungsverhaltens basiert auf dem Dämpfungsgrad















Nach DIN 1311 [78] werden Systeme mit Dämpfungsgraden D  1 als
schwach gedämpft und mit D < 1 als stark gedämpft bezeichnet. Für D ≥ 1
ergeben sich sehr stark gedämpfte Systeme.
1. Fall: schwach und stark gedämpftes System
Gilt für das System D  1 bzw. D < 1, führt die negative Wurzel zu zwei
komplexen Lösungen für λ .
λ1/2 =−δ ± i
√
ω20 −δ 2 (2.51)
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Mit der gedämpften Eigenkreisfrequenz des Systems ωd =
√
ω20 −δ 2 und
Vereinfachungen unter Zuhilfenahme der Euler Formel ergibt sich als Lösung
der Differentialgleichung eine quasiharmonische Schwingung. Bei einem un-
gedämpften System wird diese als Eigenschwingung bezeichnet.
x(t) = e−δ t [A1cos(ωdt)+A2sin(ωdt)] (2.52)
2. Fall: sehr stark gedämpftes System
Im Fall von D ≥ 1 ergibt sich ein nicht negativer Term unter der Wurzel von
Gleichung 2.50.







Die Lösung der Differentialgleichung in Gleichung 2.54 wird als aperiodi-
sche Schwingung (Kriechbewegung) bezeichnet.









Im Fall von D= 1 wird der Wurzelterm zu null und für die charakteristische
Gleichung ergibt sich eine reelle Lösung.
λ1 = λ2 =−δ (2.55)
Die Lösung der Differentialgleichung ist der aperiodische Grenzfall.
x(t) = [A1t+A2]e−δ t (2.56)
Für alle beschriebenen Fälle lassen sich die Konstanten A1und A2 aus den
Anfangsbedingungen der Schwingung ermitteln. In Abbildung 2.9 werden
für den Fall D  1, D < 1, D = 1 und D > 1 beispielhafte Schwingungs-
verläufe dargestellt. Hierfür werden die Randbedingungen x(t = 0) = x0 und
x˙(t = 0) = 0 angenommen.
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Abbildung 2.10: Schematische Darstellung der Fußpunktanregung eines
Feder-Masse-Dämpfer-Systems
Systemanregung
Die Anregung des Systems kann durch verschiedene Erregungsarten und Er-
regungsverläufe erfolgen. Die Erregungsarten werden allgemein in Krafterre-
gung, Fußpunkterregung der Feder, des Dämpfers oder beider Elemente so-
wie Massekrafterregung eingeteilt. Häuﬁg genutzte Erregungsverläufe wer-
den durch sprungförmige oder impulsförmige Anregungen sowie durch har-
monische Anregungen realisiert [79]. Der in Abschnitt 3.4 beschriebene Ver-
suchsaufbau nutzt eine sprungförmige Anregung von Feder- und Dämpfer,
weshalb im Folgenden auf die theoretische Beschreibung dieser Kombinati-
on eingegangen werden soll.
Die Anregung des Fußpunktes einer Feder und eines Dämpfers durch eine
Funktion u(t) (siehe Abbildung 2.10) entspricht einer Störung der homogenen
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Differentialgleichung 2.46 durch die Störfunktion x¨s, was zu der inhomoge-
nen Gleichung
x¨+2δ x˙+ω20x = x¨s (2.57)
führt.
Die Störfunktion kann für die betrachtete Anordnung nach [79] durch
Funktion 2.58 beschrieben werden.
x¨s = ω20u(t)+2δ u˙(t) (2.58)
Für eine sprungförmige Anregung ergibt sich unter Berücksichtigung der
Amplitude des Sprungs x0 und der Beschreibung des Einheitssprunges Θ(t)
nach Heaviside der Ausdruck




0 , t < 0
1 , t ≥ 0 . (2.60)
Nach [79] ist das zeitliche Differential der Sprungfunktion gleich der Im-
pulsfunktion δD(t) (auch als Dirac-Impuls bekannt).
Θ˙(t) = δD(t) =
⎧⎪⎨
⎪⎩
0 , t < 0
1 , t = 0
0 , t > 0
(2.61)
Durch Gleichsetzen von Gleichung 2.58-2.61 folgt ein neuer Ausdruck für
das Störglied, welches als Kombination von Federfußpunkterregung durch
die Sprungfunktion und von Dämpferfußpunkterregung durch die Impuls-
funktion interpretiert werden kann.
x¨s = ω20x0Θ(t)+2δx0δD(t) (2.62)
Die Lösung der linearen inhomogenen DGL 2.57 ergibt sich aus der Li-
nearkombination der allgemeinen Lösung der homogenen DGL (siehe obige
Fallunterscheidung basierend auf Gleichung 2.46) und einer partikulären Lö-
sung xpart der inhomogenen DGL. Laut [79] ergibt sich für die Federfußpunk-
terregung als partikuläre Lösung der inhomogenen DGL
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xpart = x0. (2.63)
Diese Betrachtung zeigt, dass das sprungerregte System von der Gleich-
gewichtslage in x = 0 in die Gleichgewichtslage x = x0 übergeht, wobei die
unter Berücksichtigung der Charakteristik des Dirac Impulses für die Dämp-
ferfußpunkterregung vorhandene Anfangsgeschwindigkeit dieses Übergan-
ges x˙(t = 0) = v0 beträgt [79]. Der reale Verlauf des Überganges wird durch
die allgemeine Lösung der DGL bestimmt.
Nichtlineares Dämpfungsverhalten
Die bisherigen Betrachtungen gehen vereinfacht von einem linearen Verhal-
ten des Systems aus. Das dynamische Verhalten von Gaslager- und Gasfüh-
rungselementen bei hochfrequenten Anregungen und nach Sprüngen ist mit
dem nichtlinearen Verhalten einer Gasfeder vergleichbar [27,36]. Dies ist auf
die schnelle Änderung der Spalthöhe zurückzuführen, so dass im ersten Mo-
ment keine Ausgleichsvorgänge stattﬁnden können. Die Dämpfung und die
Eigenkreisfrequenz dieser Elemente sind abhängig von der Amplitude des
Systems. Für kleine Amplituden liegt nach Schroter [27] für das System nä-
herungsweise ein lineares Verhalten vor.
Die Änderung der Druckverteilung im Lagerspalt wird durch eine poly-
trope Zustandsänderung beschrieben. Eine Abschätzung der dynamischen
Steiﬁgkeit der Gasführungselemente erfolgt auf Grundlage der erhaltenen
Druckverteilung. Eine Beschreibung der allgemeinen thermodynamischen
Zustandsänderung des Gases im Lagerspalt ist mit Hilfe des Polytropenex-
ponenten n möglich [74].
p ·Vn = konst. (2.64)
Für die Beschreibung der verschiedenen Zustandsänderungen sind unter-
schiedliche Polytropenexponenten anzunehmen.
• n = 0: isobare Zustandsänderung (konstanter Druck)
• n = 1: isotherme Zustandsänderung (konstante Temperatur)
• n = κ: isentrope Zustandsänderung (konstante Entropie p ·V κ )
• n = ∞: isochore Zustandsänderung (konstantes Volumen)
52
2.4 Dämpfung
Für langsame Änderungen der Lagerspalthöhe kann idealisiert davon aus-
gegangen werden, dass keine Temperaturschwankungen im Lagerspalt
auftreten, da durch die umgebende Berandung die Wärme vollständig auf-
genommen und abgeführt wird. Die Zustandsänderung verläuft hierbei iso-
therm. Bei sehr schnellen Änderungen ﬁndet nahezu kein Wärmeabtransport
statt und die Zustandsänderung verläuft adiabatisch. Annähernd kann dies
durch die isentrope Zustandsänderung beschrieben werden. Da beide Zustän-
de real nicht erreicht werden, liegt der Polytropenexponent im Bereich von
1 ≤ n ≤ κ . Der Isentropenexponent κ für zweiatomige Gase wie Stickstoff
wird mit κ = 1,4 angegeben [74].
Ausgehend von dem stationären Druckproﬁl im Lagerspalt, welches mit
den in Abschnitt 2.3 beschriebenen Modellen ermittelt werden kann, wird für
beide Zustandsänderungen (n= 1; n= κ) das resultierende Druckproﬁl je Vo-
lumenelement nach Gleichung 2.64 berechnet. Der Index 1 bezeichnet Werte







Das Verhältnis der Volumina wird aufgrund der gleichbleibenden Grundﬂä-







Aus dem Druck p2 je Volumenelement (i; j) kann nach Gleichung 2.39
und 2.40 die dynamische Steiﬁgkeit cd analog zu Gleichung 2.41 ermittelt
werden.
Die dynamische Steiﬁgkeit und die statische Radialsteiﬁgkeit können
durch die entsprechenden Anstiege im Tragkraft-Weg Diagramm veranschau-
licht werden. In Abbildung 2.11 ist eine Tragkraftkurve eines ebenen Gas-
lagerelementes nach Schroter [27] dargestellt. Die Tragkraft und die Spalt-
höhe stellen normierte Größen dar. Der Anstieg der gestrichelten statischen
Kennlinie entspricht der statischen Steiﬁgkeit. In einem Punkt wird das Sy-
stem durch einen Lastsprung ausgelenkt und der zeitliche Verlauf durch eine
durchgezogene Linie beschrieben. Der Anstieg zu Beginn der Auslenkung
gibt die dynamische Steiﬁgkeit des Systems an, welche durch die polytrope
Zustandsänderung ermittelt werden kann. Das dargestellte Einschwingverhal-
ten ist stabil, da die dynamische Steiﬁgkeit in diesem Punkt größer ist als die
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Abbildung 2.11: Stabiler Einschwingvorgang nach einer sprungförmigen Be-
lastung (nach Schroter [27])
statische Steiﬁgkeit. Der Verlauf dreht in mathematisch positiver Richtung,
wodurch einen Entzug von Energie aus dem System und somit ein Abklingen
der Schwingung vorliegt [9].
Dieses Kriterium zur Beurteilung der Stabilität wird in verschiedenen wei-
teren Quellen [27, 36] in ähnlicher Form durch das Verhältnis von statischer
und dynamischer Steiﬁgkeit herangezogen. Liegt die statische Steiﬁgkeit be-
tragsmäßig unter der dynamischen Steiﬁgkeit, liegt ein stabiles Betriebsver-
halten vor.







In diesem Kapitel werden die experimentell verwendeten Gasführungsele-
mente charakterisiert und die durchgeführten Untersuchungen zur Bestim-
mung der statischen Eigenschaften und der dynamischen Eigenschaften von
zylindrischen porösen Gasführungselementen beschrieben. Die Kennwerte
der statischen Eigenschaften sind die Tragkraft, die Radialsteiﬁgkeit, die
Kippsteiﬁgkeit und der Gasverbrauch. Diese werden für einen statischen,
quasistationären Strömungszustandes nach Abschluss von Ausgleichsvorgän-
gen im Lagerspalt ermittelt. Das Dämpfungsverhalten, charakterisiert durch
die Kennwerte Abklingkoefﬁzient und Eigenkreisfrequenz, beschreibt die dy-
namischen Eigenschaften der Gasführungselemente. Dieses Verhalten wird
direkt nach einer Belastungsänderung durch dynamische Einﬂüsse geprägt,
welche während der Ausgleichsvorgänge, ohne quasistationären Strömungs-
zustand im Druckproﬁl des Lagerspaltes entstehen. Der Vergleich der Radial-
steiﬁgkeit mit der dynamischen Steiﬁgkeit ermöglicht die Beurteilung der
Stabilität der Elemente. Die Konzipierung und der realisierte Aufbau der Ver-
suchsstände werden erläutert und der Versuchsablauf beschrieben. Aus den
ermittelten Daten werden die genannten Kennwerte berechnet und die Ergeb-
nisse dargestellt. Der Einﬂuss der Variation der Parameter Speisegasdruck ps,
Umgebungsdruck pk und der konzentrischen Spalthöhe h0 auf die Kennwerte
wird dargelegt.
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Abbildung 3.1: Buchse und SiSiC Zylinder
3.1 Charakterisierung der Führungselemente
Für die experimentellen Untersuchungen werden drei Gasführungselemente
verwendet (siehe Abb. 1.1 und Abb. 3.1), welche aus der Kombination von
drei Gasführungsbuchsen und einem Zylinder als Führungsgegenpart entste-
hen. Der Führungsgegenpart ist ein Hohlzylinder aus siliziuminﬁltriertem Si-
liziumcarbid (SiSiC) mit einer Länge von 400 mm. Nach dem Sinterprozess
des Silizumcarbid Grundkörpers wird durch die Inﬁltration mit Silizium eine
porenfreie Oberﬂäche realisiert, welche elektrisch leitfähig ist. SiSiC zeichnet
sich durch eine hohe speziﬁsche Steiﬁgkeit, eine geringe Gasdurchlässigkeit
und gute Bearbeitbarkeit aus. Die Bearbeitung der Oberﬂäche erfolgte durch
Außenrundschleifen und Läppen.
Die Buchsen sind kommerziell erhältliche Komponenten und sie bestehen
aus einem eloxierten Aluminiumgehäuse und einem porösen Hohlzylinder
aus Graphit. Der poröse Hohlzylinder wird in das Gehäuse eingeführt und
beide Teile werden an der stirnseitigen Berandung durch Kleben verbunden.
Die Länge der Buchsen beträgt 76,2 mm. Es ist bekannt, dass eine Oberﬂä-
chenverdichtung der inneren Zylinderﬂäche des porösen Graphits durchge-
führt wird. Die Gaszufuhr erfolgt durch eine zentral angebrachte Schnittstelle
und wird durch eine Struktur zwischen Gehäuse und porösem Graphit verteilt.
Die fertigungstechnische Realisierung wurde durch den Hersteller vorgenom-
men und kann nicht genauer speziﬁziert werden.
Um den Einﬂuss einer Variation der konzentrischen Spalthöhe auf die
Kennwerte zu bestimmen, wurden die Buchsen mit verschiedenen Innen-
durchmessern gefertigt. Die entstehende konzentrische Spalthöhe der Kom-
bination von Buchse und Zylinder wird messtechnisch ermittelt, indem die
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Elemente einzeln vermessen werden und die Spalthöhe aus den Mittelwer-
ten der Messungen berechnet wird. Die Ergebnisse für Durchmesser und
Zylinderformabweichung mit den jeweiligen Standardabweichungen sind in
Tab. 3.1 dargestellt.
Der Zylinderdurchmesser wurde in fünf Messebenen durch jeweils 20
Messpunkte mit Hilfe einer Bügelmessschraube auf (40,017 ± 0,002)mm
bestimmt. Die Bügelmessschraube wurde durch eine Vergleichsmessung mit
einem 40,000mm Endmaß in Grade 1 Qualität überprüft. Die Überprüfung
ergab ein Maß von 39,999mm ± 0,001mm. Die Prüfung der Zylinderform-
abweichung des Zylinders erfolgte auf einem Formmessgerät mit einer Mes-
sunsicherheit von 0,005mm. Dazu wurden in neun parallelen Messebenen
mit einem Abstand von 48,75mm Rundheitsmessungen durchgeführt. Die
Oberﬂächenrauheit wurde taktil mit einem Tastschnittgerät vermessen. Der
arithmetische Mittenrauhwert Ra in Achsrichtung beträgt 45 nm und in Um-
fangsrichtung 85 nm.
Die Vermessung der Gasführungsbuchsen erfolgte taktil auf einer Dreiko-
ordinatenmessmaschine (siehe Tabelle D.2 des Anhanges). Es wurden ins-
gesamt 200 Messpunkte verteilt auf den Umfang in zehn Ebenen entlang
der Buchsenachse gemessen. Aus der erhaltenen Punktewolke wird durch die
Auswertesoftware mittels eines Gauß-Newton-Verfahrens ein Ausgleichszy-
linder bestimmt. Die Werte in Tabelle 3.1 geben für die Buchsen den Durch-
messer des Ausgleichszylinders und die 2σ Standardabweichung aus zehn
Messungen an. Die Zylinderformabweichung beschreibt nach DIN ISO 1101
den Abstand zwischen zwei koaxialen Zylindern, in dem die aufgenomme-
nen Messpunkte liegen. Die Vermessung der Oberﬂächenrauheit mittels Tast-
schnittgerät konnte geometriebedingt nur in Achsrichtung erfolgen und wurde
an einer baugleichen Buchse des Herstellers durchgeführt, um Beschädigun-
gen an dem porösen Medium der zu untersuchenden Buchsen zu verhindern.
Es wurde ein maximaler Mittenrauhwert von Ra = 0,60 μm ermittelt.
Thermische Effekte führen bei der gegebenen Materialkombination von
Gehäuse (Aluminium), porösem Medium (Graphit) und Zylinder (SiSiC) zu
einer Beeinﬂussung der Lagerspalthöhe. Da die genaue Verbindungstechnik
zwischen den beiden Komponenten der Buchse nicht bekannt ist, kann ein
Einschluss von mechanischen Spannungen durch das Fügeverfahren nicht
ausgeschlossen werden. Aufgrund des mechanischen Kontaktes zwischen
Graphit und Aluminium kann es durch Temperaturänderung zu zusätzlichen
mechanischen Spannungen und somit zu einem Übertrag der Wärmedeh-
nung kommen. Eine Berechnung der Durchmesseränderung erfolgt für die
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Tabelle 3.1: Durchmesser und Formabweichung von Buchse und Zylinder













Buchse A 40,039 ±
0,003
0,005
Kombination A 11,0 ± 2,5
Buchse B 40,046 ±
0,002
0,004
Kombination B 14,5 ± 2,0
Buchse C 40,055 ±
0,003
0,005
Kombination C 19,0 ± 2,5
beiden Grenzfälle einer direkten Übertragung der Wärmedehnung zwischen
den beiden Komponenten und einer Vernachlässigung des Einﬂusses zwi-
schen den Komponenten. Die Berechnung der thermischen Expansion [11]
L auf Grund einer Temperaturänderung T erfolgt durch die Gleichung
L = L0αTT (3.1)
unter Berücksichtigung der Ausgangslänge L0 (siehe Tabelle 3.1) und dem
Längenausdehnungskoefﬁzienten αT des Materiales (siehe Tabelle D.1).
Für eine Temperaturänderung von T = 1K und unter Annahme einer
Schichtdicke des porösen Graphits von hp = 32mm ergeben sich unter Ver-
wendung von Gleichung 3.1 zwei Grenzwerte der Spalthöhenänderung. Für
die Annahme einer vollständigen Übertragung der thermischen Expansion
von dem Aluminiumgrundkörper auf das Graphit erhält man eine Änderung
der konzentrischen Spalthöhe von ca. 0,5 μm. Die Änderung unter Vernach-
lässigung einer Interaktion zwischen Aluminiumgehäuse und Graphit führt
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durch den geringen Unterschied der Längenausdehnungskoefﬁzienten von Si-
SiC und Graphit zu einer vernachlässigbaren Änderung von kleiner 0,08 μm.
3.2 Hochvakuumtauglichkeit
Die Anwendung von Gasführungselementen im Hochvakuum wird durch die
Nutzung eines mehrstuﬁgen berührungslosen Dicht- und Absaugsystems auf
Grundlage von Spaltdichtungen möglich. Durch die Evakuierung aller Ab-
saugstufen ergeben sich veränderte Druckverhältnisse an der Berandung der
Gasführungselemente. Der Nachweis der Funktion des Dicht- und Absaugsy-
stems erfolgt in einem separatem Versuchsstand, um verschiedene Druckver-
teilungen innerhalb des Dichtsystems untersuchen zu können.
Der verwendete Versuchsstand zum Nachweis der Hochvakuumtauglich-
keit basiert auf einem mehrstuﬁgen Dichtsystem nach Abbildung 1.2. Auf-
grund der Geometrie der betrachteten zylindrischen Gasführungselemente er-
weist sich die Anwendung eines zylindrischen Dicht- und Absaugsystem als
vorteilhaft. In Abbildung 3.2 ist der schematische Aufbau des genutzten Ver-
suchsstandes dargestellt. Die Dichtspalten bilden sich zwischen dem kerami-
schen Hohlzylinder (Tauchrohr) und den zylindrischen Flächen des Dicht-
systems aus. Die Dichtwirkung eines Dichtspaltes beruht auf einem hohen
Strömungswiderstand, welcher primär von der Dichtspalthöhe und zusätz-
lich von der Dichtspaltlänge abhängig ist. In den Untersuchungen werden
drei verschiedene Dichtsysteme verwendet. Das Dichtsystem 1 und 2 reali-
siert eine Dichtspalthöhe von ca. 55 μm und soll die reproduzierbare Umset-
zung eines Dichtsystems nachweisen. Das Dichtsystem 3 weist eine Dicht-
spalthöhe von ca. 33 μm auf und ermöglicht eine Aussage zu dem Einﬂuss
der geometrischen Parameter. Die Dichtsysteme sind so konzeptioniert, dass
zwei Dichtspalten durch einen Absaugkanal voneinander getrennt sind. Der
Bereich vor dem ersten Dichtspalt ist über ein ortsfestes Rohr mit der Vaku-
umpumpe VP1 verbunden. Der Absaugkanal zwischen den Dichtspalten wird
über eine Absaugleitung an eine zweite Vakuumpumpe VP2 angeschlossen.
Der Gesamtaufbau beﬁndet sich in einer Vakuumkammer, welche durch die
Vakuumpumpe VP3 evakuiert wird. In das Tauchrohr wird Stickstoff mit ei-
nem deﬁnierten Massestrom eingeleitet, welcher an die ausströmende Gas-
menge eines aerostatischen Elementes angepasst werden kann. Es bildet sich
eine Druckverteilung innerhalb des Tauchrohres mit dem Druck p3 vor dem
ersten Dichtspalt aus. Ein Teil des Gases strömt durch den ersten Dichtspalt in
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1. Dichtspalt 2. Dichtspalt Antrieb 
Abbildung 3.2: Schematischer Aufbau Spaltdichtung (nach [5])
den Absaugkanal und wird dort größtenteils durch die Pumpe VP2 abgeführt.
Der Massestrom durch den zweiten Dichtspalt gelangt in die Vakuumkammer
und verursacht dort einen Druckanstieg. Die resultierende Druckdifferenz und
das Saugvermögen der VP3 lässt einen Rückschluss auf die Leckrate qL des
Dichtsystems zu.
Die translatorisch verstellbare Aufnahme des Tauchrohres ermöglicht
durch die resultierende Relativbewegung der Dichtﬂächen die Untersuchung
dynamischer Effekte auf die Dichtwirkung. In der vorliegenden Arbeit wer-
den keine Einﬂüsse durch translatorische Bewegungen der Gasführungsele-
mente betrachtet, weshalb auf die dynamischen Effekte nicht eingegangen
wird. Die Auswirkung der Tauchrohrposition und der Verfahrgeschwindig-
keit auf die Dichtwirkung und Untersuchungen von ein- und zweistuﬁgen
Dichtsystemen sind detailliert in [5, 80] dargestellt.
Die experimentell ermittelte Leckrate in Abhängigkeit des Druckes vor
dem ersten Dichtspalt ist für das zweistuﬁge Dichtsystem in Abbildung 3.3
zu sehen.
Die analytische Beschreibung des Dichtsystems erfolgt auf Grundlage der
Eingangsgrößen des Versuchsstandes (zugeführter Massestrom, Saugvermö-
gen der Pumpen) und der geometrischen Abmessungen. Der Druck vor dem
ersten Dichtspalt wird auf Grundlage von Gleichung 2.4 durch den zuge-






















Abbildung 3.3: Leckrate über Druck vor 1. Dichtspalt (nach [5])
deﬁniert. Der Massestrom durch die Dichtspalten basiert auf Gleichung 2.7
und 2.8. Unter Berücksichtigung des Saugvermögens von VP2 und der Strö-
mungsverhältnisse in der Absaugleitung ergibt sich der Druck im Absaugka-
nal und folgend der Druckanstieg in der Vakuumkammer. In Abbildung 3.3
wurde die analytische Beschreibung auf Drücke über den experimentell un-
tersuchten Bereich hinaus erweitert. Dies ermöglicht eine Abschätzung des
auftretenden Kammerdruckes nach Gleichung 2.4 bei höheren Drücken vor
der ersten Dichtﬂäche. Für das Dichtsystem 3 und unter Annahme eines Saug-
vermögens der VP3 von S = 680l / s und einer Leckrate von 0,18 Pa l / s bei
einem Druck von 1000 Pa vor der ersten Dichtﬂäche ergibt sich ein Druckan-
stieg in der Vakuumkammer von 2,6 ·10−4 Pa.
Auf Grundlage dieser Untersuchungen kann ein zweistuﬁges Dichtsystem
genutzt werden, um ein hochvakuumtaugliches Positioniersystem mit Gas-
führungselementen zu konzeptionieren. Für die nachfolgenden Untersuchun-
gen der Eigenschaftsänderungen von Gasführungselementen für diese An-
wendung ist es ausreichend, als Umgebungsdruck den Druck in der ersten
Absaugstufe zu erreichen. Aus diesem Grund wird der Umgebungsdruck der
Gasführungselemente für die Untersuchungen unter Vakuumbedingungen in
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diesem Druckbereich gehalten. Zur Vereinfachung der experimentellen Un-
tersuchungen wird die gesamte Vakuumkammer in den Druckbereich der
ersten Absaugung gebracht, wodurch der Aufbau von Dichtsystemen nicht
notwendig ist.
3.3 Tragkraft, Radialsteiﬁgkeit, Stabilität,
Kippsteiﬁgkeit und Gasverbrauch
In diesem Abschnitt wird die Konzipierung und Umsetzung des Versuchsstan-
des VS1 zur Bestimmung der Tragkraft, der Radialsteiﬁgkeit und der Kipp-
steiﬁgkeit der Gasführungselemente beschrieben. Der Versuchsstand soll den
Betrieb an Normalatmosphäre als auch im Vakuum ermöglichen. Eine räum-
liche Begrenzung ist daher durch die Vakuumkammer mit den Abmessungen
1000mm ·330mm ·250mm gegeben.
Für die Ermittlung des Tragkraftverlaufes eines Gasführungselementes ist
es notwendig, eine deﬁnierte Kraft F in das System einzuleiten, diese zu mes-
sen und simultan die resultierende Spalthöhenänderung aufzunehmen. Aus
dem Tragkraftverlauf wird die Radialsteiﬁgkeit cr abgeleitet. Der Vergleich
mit der dynamischen Steiﬁgkeit cd erlaubt die Beurteilung der Stabilität der
Elemente.
Für die Bestimmung der Kippsteiﬁgkeit ck ist es notwendig, ein Moment
in das System einzubringen und den sich ergebenden Kippwinkel messtech-
nisch zu bestimmen. Der Gasverbrauch wird durch ein extern an die Versor-
gungsleitung des Gasführungselementes angeschlossenes Massestrommess-
gerät aufgenommen.
Die Messungen erfolgen für die Kombinationen A-C (siehe Tabelle 3.1)
bei verschiedenen Speisgasdrücken ps und Umgebungsdrücken pk.
3.3.1 Aufbau des Versuchsstandes VS1
Die Tragkraft des zu untersuchenden Gasführungselementes ist abhängig
vom angelegten Speisegasdruck und der konzentrischen Spalthöhe. Nach
Herstellerangaben [81] liegt die maximale Tragkraft der genutzten Elemente
für einen Speisegasdruck von 550 kPa bei circa 800 N. Verfügbare Kraftsen-
soren arbeiten auf der Basis von Dehnungsmessstreifen oder nach dem Prin-
zip des piezoelektrischen Effektes. Dehnungsmessstreifen basierte Sensoren
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weisen eine geringere Messunsicherheiten auf, wobei Sensoren mit piezo-
elektrischem Prinzip kompakter ausgeführt werden können. Für die Anwen-
dung im VS1 wurde unter Berücksichtigung der Vakuumtauglichkeit und des
verfügbaren Bauraumes ein Präzisions-Kraftsensor mit Dehnungsmessstrei-
fen mit einem Messbereich von 1000 N und einer Messunsicherheit < 2 N
ausgewählt (siehe Tabelle D.5 des Anhanges).
Die Erfassung der Spalthöhenänderung soll berührungslos erfolgen, um
eine Beeinﬂussung der Auslenkung zu verhindern und keine zusätzlichen
Kräfte in das System einzubringen. Der Messbereich muss den maxima-
len Bewegungsbereich abdecken, welcher der konzentrischen Spalthöhe der
Kombination C entspricht. Die relative Messunsicherheit der Spalthöhenmes-
sung soll im Bezug auf den zu erfassenden Bewegungsbereich geringer als
0,01 sein. Diese Anforderungen erfüllen unter anderem kapazitive Sensoren
und konfokal-chromatische Sensoren. Eine Beeinﬂussung der Messergebnis-
se durch Justageabweichungen während der Ausrichtung von Sensor und zu
messendem Objekt wird durch die Mittelung über den Bereich der Messelek-
trode eines kapazitiven Sensors gering gehalten. Die chromatischen Sensoren
erfordern im Vergleich zu den kapazitiven Sensoren eine genauere Positio-
nierung. Für die Verwendung von kapazitiven Sensoren ist in der Regel ein
elektrisch leitfähiges Messobjekt notwendig. Durch den SiSiC Werkstoff des
Zylinders wird diese Anforderung erfüllt. Aus diesen Gründen wurden kapa-
zitive Sensoren ausgewählt, die einen Messbereich von bis zu 200 μm und
eine relative Messunsicherheit von 0,002 aufweisen.
Die Auswahl der Art der Krafterzeugung ist abhängig von den Randbedin-
gungen des Versuchsaufbaus. Eine Belastung des Systems per Gravitation ist
aufgrund der Anforderung an eine Messung innerhalb der Vakuumkammer
ungeeignet. Eine Änderung der Belastung bedingt das Öffnen der Kammer.
Zum Erreichen der zu erwartenden Tragkraft ist die Nutzung einer hohen
Masse notwendig, welche auch für Materialien hoher Dichte nicht in den
gegebenen Abmessungen der Vakuumkammer realisiert werden kann. Die
Krafterzeugung soll daher durch einen Aktor und die Übertragung der Kraft
zum System mittels eines geeigneten Getriebes erfolgen. Als Aktor werden
pneumatische, piezoelektrische, elektromagnetische oder manuelle Systeme
in Betracht gezogen. Ein pneumatischer Aktor ist aufgrund der notwendi-
gen Gasversorgung in einer Vakuumumgebung nachteilig. Ein elektromagne-
tischer Antrieb stellt eine Wärmequelle dar und führt zu thermisch bedingten
Fehlern im Aufbau. Dies ist speziell in einer Vakuumumgebung hinsichtlich
des eingeschränkten Wärmetransports bedingt durch die fehlende Konvektion
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Abbildung 3.4: Technisches Prinzip des VS1(links Seitenansicht, rechts
Schnittansicht)
als kritisch anzusehen. Die Nutzung eines manuell betriebenen Aktors wurde,
auf Grundlage der allgemeinen Gestaltungsgrundregeln, wegen des einfachen
Funktionsprinzips dem eines piezoelektrischen Aktors vorgezogen.
Das technische Prinzip des genutzten Versuchsstandes VS1 zur Bestim-
mung der statischen Eigenschaften der Gasführungselemente ist in Abbil-
dung 3.4 dargestellt, den Aufbau zeigt Abbildung 3.5. Die Buchse ist mit
vier elastomeren O-Ringen in dem Gestell des Versuchsstandes aufgenom-
men. Der Zylinder wird an zwei Punkten mit einer deﬁnierten Kraft belastet.
Die Krafteinleitung erfolgt in Richtung der Schwerkraft, um den resultieren-
den Kraftvektor in einer Wirkrichtung zu halten. Mit Hilfe einer Drehdurch-
führung wird eine rotatorische Bewegung in die Vakuumkammer eingebracht
und mit Hilfe eines Getriebes in eine Linearbewegung überführt und zu dem
Wirkort geleitet. Die gewünschte Schrittweite der Linearbewegung von < 0,1
μm und das Erreichen der erforderlichen Maximalkraft ist durch eine entspre-
chende Auslegung der Einzelglieder des Getriebes sichergestellt.
Die rotatorische Bewegung wird innerhalb der Vakuumkammer durch ei-
ne Führung mit Mitnehmer auf eine Gewindestange mit einem Außengewin-
de M10x1,5 übertragen. Ein direkter Kontakt der Gewindestange in axialer
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Abbildung 3.5: Abbildung des VS1
Richtung mit einem ebenen Gegenpart würde durch die schraubende Bewe-
gung* der Gewindestange zur Erzeugung von störenden Momenten und zu
Verschleißerscheinungen führen. Um diese Fehlereinﬂüsse zu minimieren,
wird die Übertragung des rotatorischen Bewegungsanteils der Gewindestange
auf den ebenen Gegenpart durch ein Kugellager reduziert. Der axiale Bewe-
gungsanteil der Gewindestange wird über eine Feder mit einer Steiﬁgkeit von
100 N/mm und einem Hebelsystem mit einem Verhältnis von Kraftarm zu
Lastarm von 3:1 auf den Zylinder übertragen. Mit der Annahme einer maxi-
malen Steiﬁgkeit des Gasführungselementes von ca. 70 N/μm [81] und un-
ter Vernachlässigung der auftretenden Reibung und Deformation ergibt sich
an der Drehdurchführung ein benötigtes Drehmoment von ca. 0,4 Nm für
die Realisierung der Maximalkraft und ein Drehwinkel von ca. 5,5° für die
Umsetzung der gewünschten Schrittweite. Der Einﬂuss von Reibung und De-
formation der Glieder des Getriebes auf die maximal zulässigen Spannun-
gen wurde untersucht. Es treten keine kritischen Spannungswerte auf, es ist
aber durch die vorhandene Reibung mit einem größeren benötigten Drehmo-
ment an der Drehdurchführung zu rechnen. Der Einﬂuss der auftretenden Rei-
bung und Deformation in den Gliedern des Getriebes auf die zu ermittelnden
*Die schraubende Bewegung resultiert aus der Überlagerung eines rotatorischen und eines
translatorischen Bewegungsanteils.
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Messwerte wird durch die nachfolgend beschriebene Anordnung der Senso-
ren minimiert.
Die Messung der Kraft durch den Kraftsensor erfolgt unmittelbar vor der
Krafteinleitung in das Gasführungselement. Durch diese Anordnung werden
lediglich Kräfte gemessen, die auf den Zylinder übertragen werden. Die Wei-
terleitung der Kraft von dem Hebelsystem auf den Kraftsensor und von dem
Kraftsensor auf den Zylinder erfolgt über Lasteinleitungszylinder mit sphä-
rischen Stirnﬂächen, wodurch hebelseitig eine Ebene-Kugel Paarung und zy-
linderseitig eine Zylinder-Kugel Paarung realisiert wird, siehe Abbildung 3.6.
Das Kontaktelement zwischen Krafteinleitungszylinder und Zylinder wurde
nach einer Berechnung der Hertz’schen Pressung aus Kunststoff (Polyvinyl-
chlorid) gefertigt, um die zulässigen Spannungen im SiSiC Zylinder nicht
zu übersteigen. Die Richtung der Krafteinleitung wird durch eine in das Ge-
stell integrierte Kugellinearführung deﬁniert, wobei der Lasteinleitungszylin-
der als Führungsgegenpart genutzt wird. Durch Abstimmscheiben zwischen
dem Hebel und dem Lasteinleitungszylinder können fertigungsbedingte Län-
genunterschiede ausgeglichen werden. Durch die Anpassung der Abstimm-
scheibenhöhe kann zusätzlich ein deﬁnierter Kippwinkel zur experimentellen
Bestimmung der Kippsteiﬁgkeit in das System eingebracht werden.
Um die Änderung der Lagerspalthöhe präzise zu detektieren, wird die Auf-
nahme der Abstandssensoren so ausgeführt, dass näherungsweise eine direkte
Spaltmessung erfolgt. Hierzu werden in die Stirnseiten des Aluminiumgrund-
körpers der Buchsen Gewindebohrungen eingebracht, siehe Abb. 3.1. Die
Abstandssensoren sind über einen Adapter direkt an der Buchse befestigt und
messen direkt gegen die Zylinderoberﬂäche. Relativänderungen zwischen der
Buchse und dem Gestell, wie sie durch die Deformation der zwischenliegen-
den O-Ringe entstehen können, beeinﬂussen die Messung der Spalthöhenän-
derung durch diese Sensoranordnung nicht.
Um die Kippsteiﬁgkeit ck der Gasführungselemente zu ermitteln, wird eine
deﬁnierte Winkeländerung in das System eingeleitet und die sich daraus erge-
bende Momentenänderung gemessen. Die Einstellung einer deﬁnierten Kipp-
winkeländerung erfolgt durch die Höhenänderung der Abstimmscheiben in
Verbindung mit dem festen Abstand der Krafteinleitungspunkte zu dem Mit-
telpunkt der Buchse. Das auf den Zylinder aufgebracht Moment wird durch
die Kraftdifferenz in den zwei Krafteinleitungspunkten und dem deﬁnierten
Abstand der Krafteinleitungspunkte zum Mittelpunkt der Buchse bestimmt.
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Abbildung 3.6: Schnittdarstellung der Krafteinleitung im VS1 (CAD Modell)
3.3.2 Durchführung und Auswertung
Tragkraft und Radialsteiﬁgkeit Die Durchführung der Messungen zur
Ermittlung der Tragkraft der Gasführungselemente erfolgt nach dem Einrich-
ten des Versuchsstandes durch den nachfolgend beschriebenen, gleichblei-
benden Ablauf.
Während der Einrichtung des Versuchsstandes wird durch Hilfsmittel und
Einrichtteile die optimale Position und Messrichtung der Abstandssensoren
und der Krafteinleitung sichergestellt. Die Krafteinleitungspunkte und die
Messpunkte liegen symmetrisch zu der x − z Symmetrieebene der Buch-
se und die Auslenkung des Zylinders erfolgt in einer Ebene mit der Ab-
standsmessung. Die Referenzlage von Zylinder und Buchse wird ohne Spei-
segaszufuhr durch die Abstandssensoren bestimmt. In dieser Lage besteht
ein mechanischer Kontakt zwischen Führungsﬂäche und Führungsgegenpart,
welcher auch durch die Formabweichungen der Zylinderﬂächen beeinﬂusst
wird. Um ein paralleles Ausheben† des Zylinders sicherzustellen, wird die
axiale Position des Zylinders bezüglich der Buchse angepasst. Ziel dieser An-
passung ist es, die Schwerpunkte von Zylinder und Buchse in Übereinstim-
mung zu bringen, um während des Aushebens des Zylinders die Differenz
der durch die beiden Abstandssensoren gemessenen Signale auf kleiner als
0,5 μm einzustellen. Zur Überprüfung der Reproduzierbarkeit des Aushebens
des Zylinders bezüglich der Referenzlage wurden während des Einrichtens
†Als Ausheben wird die radiale Relativbewegung zwischen Buchse und Zylinder bezeichnet,
die durch das Zuführen des Speisegases verursacht wird.
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des Versuchsstandes die drei Kombinationen A-C (siehe Tabelle 3.1) mehr-
mals mit ps= 300 kPa ausgehoben. Nach dem Abschalten der Speisegaszufuhr
wird die Rückkehr in die Referenzlage detektiert. Die Referenzlage wurde für
alle Messungen mit einer Standardabweichung (2σ ) kleiner 25 nm erreicht.
Während des Aushebens und in der Referenzlage wird der Zylinder durch
sein Eigengewicht und das Eigengewicht der beiden Kraftsensoren inklusive
der Krafteinleitungszylinder belastet. Die auftretende Reibung zwischen Zy-
linder und Kontaktelement verhindert eine Bewegung in den zwei Freiheiten
der Zylinder-Buchse-Kombination. Ein weiterer Schritt während der Einrich-
tung des Versuchsstandes VS1 ist die Anpassung der Abstimmscheiben, um
während der Belastung des Systems einen zeitgleichen Kontakt zwischen dem
Hebel und beiden Krafteinleitungszylindern zu erreichen.
Nach dem Ausheben des Zylinders mit dem Speisegasdruck‡ ps wird die
Kraft mittels Drehdurchführung auf den Zylinder kontinuierlich erhöht, bis
ein mechanischer Kontakt zwischen Führungsﬂäche und Führungsgegenpart
auftritt. Der Signalverlauf der Kraftsensoren und der Abstandssensoren wird
mit einer Messfrequenz von ca. 8 kHz aufgezeichnet.
Der beschriebene Messablauf wird mit den Kombinationen A-C unter Va-
riation der Parameter ps und pk durchgeführt. In Tabelle 3.2 ist eine Übersicht
der Werte der genutzten Parameter dargestellt§. Die Messungen an Normalat-
mosphäre erfolgen mit geöffneter Vakuumkammer. Die auftretenden Schwan-
kungen des Umgebungsdruckes im gesamten Messzeitraum lagen im Bereich
von pk = 100.000Pa+1000Pa−2500Pa. Für die Messungen unter Vakuumbedingungen
wird die Kammer durch eine angeschlossene Drehschieberpumpe mit einem
Saugvermögen von 40m3/h evakuiert. Der erreichte Druck in der Vakuum-
kammer während der Messungen ist abhängig von dem verwendeten Speise-
gasdruck und der untersuchten Kombination und beträgt pk = 1000Pa+600Pa−600Pa
. Der Kammerdruck ist vergleichbar mit dem Druck in der ersten Absaug-
stufe des in Abschnitt 3.2 beschriebenen Dichtsystems. Es ist daher zulässig,
die erhaltenen Messwerte direkt auf einen Aufbau mit einem mehrstuﬁgen
Dichtsystem zu übertragen.
Um eine statistische Sicherheit der Messungen zu erhalten, wird für je-
de Parameterkombination die Messung zehnmal wiederholt und aus den Er-
gebnissen der arithmetische Mittelwert sowie die 2σ Standardabweichung
‡In der vorliegenden Arbeit wird ausschließlich Stickstoff verwendet. Es wird aus der Flüs-
sigphase mit einer Reinheit > 99,999% (Sticksoff ﬂüssig 5.0) gewonnen.
§Alle Drücke in dieser Arbeit werden als Absolutdruck angegeben.
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berechnet. In den folgenden Abbildungen werden stets der Mittelwert und
die Standardabweichung dargestellt.
In Abbildung 3.7 ist ein beispielhafter Verlauf der Tragkraftmessung der
Kombination B mit ps = 400kPa und pk = 100kPa dargestellt. In Abbildung
3.7 (a) ist die Tragkraft über der mittleren Abstandsänderung aufgetragen. Die
Tragkraft entspricht der Summe der Kraftkomponenten von Kraftsensor 1 und
2 und des nicht durch die Kraftsensoren gemessenen Eigengewichtes von Zy-
linder und Kraftsensor (5,4N). Die mittlere Abstandsänderung gegenüber der
Referenzlage ergibt sich aus dem arithmetischen Mittelwert der Abstandsän-
derung an den Messpunkten von Abstandssensor 1 und 2. Sie entspricht der
Abstandsänderung zwischen Buchse und Zylinder in der x−z Symmetrieebe-
ne des Gasführungselementes.
In Abbildung 3.7 (b) sind zu den ausgewählten mittleren Abstandsände-
rungen der Abbildung 3.7 (a) die zugehörigen Werte der Kraftsensoren und
der Abstandssensoren aufgetragen. Die 2σ Standardabweichung an den Mes-
spunkten liegt über zehn Messungen für die Abstandsmessung im Bereich
von < 0,5μm und für die Kraftmessung im Bereich von < 1,2N.
Der Vergleich der experimentellen Ergebnisse mit den theoretischen Be-
rechnungen erfolgt anhand der Lagerspalthöhe hmin. Die experimentelle La-
gerspalthöhe ist abhängig von der Bestimmung der Referenzlage und wird
durch die Formabweichung der Elemente beeinﬂusst. Um die experimentelle
Lagerspalthöhe zu bestimmen, werden die Werte der mittleren Abstandsän-
derung zwischen Zylinder und Buchse mit der Zylinderformabweichung der
jeweiligen Buchse (siehe Tabelle 3.1) korrigiert. Die Durchbiegung des Zylin-
ders durch die Belastung an den Krafteinleitungspunkten verursacht die Mes-
sung einer geringeren Abstandsänderung im Vergleich zu der realen Lager-
spalthöhe. Der Korrekturwert der Durchbiegung wird mit Hilfe einer FEM-
Simulation ermittelt und beträgt ca. 3 nm/N. Die Radialsteiﬁgkeit cr ergibt
sich nach Formel 2.41 durch numerische Differentiation aus dem Verlauf der
Tragkraft über der Lagerspalthöhe.
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(a) Tragkraft über mittlerer Abstandsänderung
gegenüber der Referenzlage

























(b) Kraftkomponente Kraftsensor 1 / 2 über
Abstandsänderung von Abstandssensor 1 /
2 gegenüber der Referenzlage
Abbildung 3.7: Tragkraft Kombination B; ps = 400kPa; pk = 100kPa
In Abbildung 3.8 ist für die Kombination B der Vergleich der experimen-
tellen Werte bei ps = 400kPa und pk = 100kPa mit den theoretischen Trag-
kraftverläufen dargestellt. Die Berechnung erfolgte mit den in Abschnitt 2.3.3
und 2.3.4 vorgestellten Strömungsmodellen. Die mittleren Kurvenverläufe
entsprechen der Berechnung mit dem Mittelwert der konzentrischen Spalt-
höhe (Kombination B: h0 = 14,5 μm). Um den Einﬂuss der Standardabwei-
chung der indirekten Messung der konzentrischen Spalthöhe auf die Ergeb-
nisse darzustellen, werden ebenfalls Berechnungen mit h0±2σ durchgeführt
(siehe Tabelle 3.1). Die Flächen um den mittleren Verlauf der theoretischen
Kurven stellen den Bereich dar, der sich aufgrund der Standardabweichung
2σ = 2μm der konzentrischen Spalthöhe ergibt.
Das Konvergenzverhalten des FEM-basierten numerischen Strömungsmo-
dells führt für die genutzten Eingangsparameter zu unterschiedlichen Ab-
weichungen zwischen der vorgegebenen Randbedingung des Umgebungs-
druckes pk und dem ermittelten Druckwert im Randsegment. Die Abweichun-
gen liegen typischerweise im Bereich von wenigen 100 Pa, steigen aber für
verschiedene Parameterkombinationen auf bis zu 10000 Pa an. Speziell für
Umgebungsdrücke nahe null konvergiert die Berechnung langsamer und der
Wert des relativen Fehlers der Simulation steigt an. Die Auswirkung ist an
den Schwankungen der ermittelten Tragkraftwerten in Abbildung 3.8 ersicht-
lich. Die Schwankungen der simulierten Tragkraftwerte führen bei der Be-
rechnung der Radialsteiﬁgkeit cr nach Gleichung 2.41 zu einem untypischen
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 vereinfachtes Strömungsmodell h0 = 14,5 µm
 vereinfachtes Strömungsmodell h0 ± 2








Spalthöhe hmin / µm
 FEM basiertes
Strömungsmodell h0 = 14,5 µm
 FEM basiertes Strömungsmodell 
h0 = 14,5 µm (poly. Fit)
 FEM basiertes Strömungsmodell h0 ± 2
Abbildung 3.8: Experimentelle Tragkraft und theoretischer Tragkraftverlauf
unter Berücksichtigung der 2σ Standardabweichung der kon-
zentrischen Spalthöhe h0 (siehe Tabelle 3.1; Kombination B,
ps = 400kPa, pk = 100kPa)
Steiﬁgkeitsverlauf mit mehreren Maxima und Minima. Durch die Beschrei-
bung des Tragkraftverlaufes mit Hilfe eines polynomiellen Fits dritter Ord-
nung der Tragkraftwerte wird die simulationsbedingte Schwankung geglättet.
Aus dem erhaltenen Polynom werden die Steiﬁgkeitswerte für das FEM-
basierte Strömungsmodell ermittelt.
Für die Berechnung des Tragkraftverlaufes mit Hilfe des vereinfachten nu-
merischen Strömungsmodells kann der Anpassungsalgorithmus von px (siehe
Abschnitt 2.3.3) so modiﬁziert werden, dass das Abbruchkriterium der Be-
rechnung bei einer Druckdifferenz pAbweichung von kleiner 100 Pa liegt. Der
dadurch ermittelte Tragkraftverlauf kann aufgrund der geringen Schwankun-
gen direkt für die Radialsteiﬁgkeitsberechnung verwendet werden.
Der Vergleich der Messergebnisse mit den Ergebnissen der Strömungs-
modelle zeigt, dass sich durch das vereinfachte Strömungsmodell zu hohe
Tragkräfte ergeben. Dies liegt zum Teil an der Vernachlässigung der Um-
fangsströmung im Lagerspalt, wodurch ein Druckausgleich in dieser Rich-
tung nicht berücksichtigt wird. Es ergeben sich höhere Druckunterschiede in
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Belastungsrichtung und somit höhere Tragkräfte. Dieser Effekt ist bei gerin-
gen Spalthöhen hmin stärker ausgeprägt. Durch das FEM-basierte Strömungs-
modell wird die Umfangsströmung berücksichtigt, weshalb geringere Trag-
kräfte ermittelt werden.
Der Einﬂuss der Standardabweichung aus der Messung der konzentri-
schen Spalthöhe auf die berechneten Tragkräfte ist groß. Es ergeben sich
für die in Abbildung 3.8 verwendeten Parameter Schwankungen der Trag-
kraft im Bereich von ± 75 N. Die experimentell ermittelten Tragkräfte lie-
gen innerhalb des Bereiches von h0 ± 2σ des FEM-basierten Strömungs-
modells. Die Berücksichtigung der mehrdimensionalen Strömung ist wich-
tig, um die real auftretenden Tragkräfte berechnen zu können. Die Vernach-
lässigung des Übergangs der Strömungsformen innerhalb des Lagerspaltes
führt zu Abweichungen im FEM-basierten Strömungsmodell. Diese treten
jedoch nur bei der Kombination von geringen Umgebungsdrücken und ge-
ringen Spalthöhen im Randbereich des Lagerspaltes auf. Im Vergleich zu
der Schwankung der Tragkraft durch die Messunsicherheit der konzentri-
schen Spalthöhe sind die Fehler durch die Vernachlässigung der Strömungs-
formen gering. Im direkten Vergleich der beiden Strömungsmodelle erweist
sich das FEM-basierte Strömungsmodell als besser geeignet, um die absolute
Tragkraft des Gasführungselementes zu bestimmen. Durch die Berücksichti-
gung der Strömungsformen kann das vereinfachte Strömungsmodell zur Un-
tersuchung der relativen Änderung des Druckproﬁls durch die Reduzierung
des Umgebungsdruckes genutzt werden. Weiterhin ist das vereinfachte Strö-
mungsmodell vorteilhaft, um den tendenziellen Einﬂuss einzelner Parameter
auf die Tragkraft zu untersuchen, da diese gezielt geändert und das Modell
ﬂexibler angepasst werden kann.
Durch beide Strömungsmodelle ergibt sich ein degressiver Verlauf der
Tragkräfte bei abnehmenden Spalthöhen. Die experimentellen Werte zeigen
hingegen ein progressives Verhalten. Nachfolgend soll durch den qualitativen
Vergleich der Werte mit anderen Quellen die Ursache für den abweichenden
Verlauf aufgezeigt werden.
Robinson et al. [32] führte experimentelle Untersuchungen an zylindri-
schen Gasführungselementen mit poröser Drossel durch. Zur Darstellung der
Ergebnisse nutzt er die Exzentrizität zwischen Buchse und Zylinder und nor-
miert die Tragkraft auf die maximal gemessene Tragkraft.
Die Datenblattangaben des Herstellers zur Tragkraft [82] basieren auf ex-
perimentellen Untersuchungen und werden durch einen Polynom 2. Grades
ausgedrückt.
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Die theoretischen Untersuchungen von Rao [34] befassen sich mit dem
Einﬂuss der Slip Flow Randbedingung in porösen zylindrischen Gasfüh-
rungselementen. Auf Grundlage der Reynolds-Gleichung wird numerisch mit
Hilfe der Finiten Differenz Methode die Auswirkungen auf die Tragkraft und
den Gasverbrauch ermittelt. Die Darstellung der Tragkraft erfolgt nach der
Normierung auf die maximale theoretische Tragkraft.
Die Untersuchungen von Gerke [21] befassen sich hauptsächlich mit theo-
retischen Untersuchungen von ebenen Lagerelementen. Unter Verwendung
eines Modells für zylindrische Elemente werden unter Vernachlässigung der
Umfangsströmung analytische und numerische Berechnungen verglichen.
Der Einﬂuss verschiedener Geometrie- und Parameterkombinationen auf die
Eigenschaften der Elemente wird betrachtet. Für eine exemplarische Geo-
metrie berechnet Gerke die Tragkraft über der Auslenkung für verschiedene
Speisedrücke.
Um die verschiedenen Untersuchungsergebnisse vergleichbar zu machen,
werden in Abbildung 3.9 alle Tragkraftkurven durch die normierte Exzentri-
zität 1− hminh0 sowie die normierte Tragkraft F/Fmax beschrieben. Die Trag-
kraft Fmax wird für die experimentellen und theoretischen Tragkräfte der
Kombination B als auch für die Datenblattangaben sowie Raos und Gerkes
Untersuchungen durch folgende Gleichung ausgedrückt.
Fmax = Lb(ps− pk) (3.2)
Dies ist die maximale theoretische Tragkraft, die sich durch die Druckdif-
ferenz zwischen Speisegasdruck ps und Umgebungsdruck pk ergibt, welche
auf die projizierte Führungsﬂäche mit der Länge L und der Breite b wirkt.
Da diese Angaben für die Untersuchungen von Robinson nicht bekannt sind,
wird hier Fmax durch die maximale, experimentell gemessene Tragkraft er-
setzt. Diese ist geringer als die theoretisch erreichbare Tragkraft, wodurch
sich in Abbildung 3.9 für die Tragkraft nach Robinson höhere Werte für
F/Fmax ergeben.
Der progressive Verlauf aller experimentell ermittelten Kurven macht deut-
lich, dass dieses Verhalten charakteristisch für zylindrische aerostatische Gas-
führungselemente mit poröser Drosselschicht ist. Der qualitativ vergleichbare
Verlauf der gemessenen Tragkräfte mit den Datenblattangaben des Herstel-
lers lässt darauf schließen, das der experimentell ermittelte Verlauf korrekt
ist. Die theoretisch ermittelten Tragkraftverläufe weisen einen degressiven
Verlauf auf.
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Abbildung 3.9: Normierte Tragkräfte für Kombination B im Vergleich zu
Quellenangaben (Datenblatt [82], Robinson et al. [32], Rao
[34], Gerke [21])
Die sehr gute Übereinstimmung der experimentellen und theoretischen Er-
gebnisse für ebene aerostatische Gaslager mit poröser Drosselschicht (z.B.
[4,28]) lassen nicht darauf schließen, dass der abweichende Verlauf durch die
verwendeten Gleichungen zur Beschreibung der Strömung verursacht wird.
Die analytische Grundlage bilden stets die Navier-Stokes Gleichung bezie-
hungsweise die davon abgeleitete Reynolds-Gleichung. Als Randbedingun-
gen werden sowohl die Haftbedingung als auch die Slip-Flow Bedingung
verwendet. Die Berechnung der Strömung durch das poröse Medium erfolgt
nach Darcy.
Ursachen für den abweichenden Verlauf zwischen experimentellen und
theoretischen Werten können in den getroffenen Vereinfachungen und den
Annahmen der Modelle für die zylindrischen porösen Gasführungen liegen.
Aufgrund der mehrdimensionalen Strömung und der selbst vorspannenden
Funktionsweise ist das Modell des zylindrischen aerostatischen Elementes
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im Vergleich zu ebenen Elementen komplexer. Eine mögliche Einﬂussgröße
ist die Deformation der Führungsﬂächen während der Belastungsänderung
im Lagerspalt. Resultierende Zylinderformabweichungen und lokale Spalt-
höhenänderungen haben einen Einﬂuss auf das Strömungsverhalten und auf
die Druckverteilung. Typischerweise eingesetzte Materialien für den Zylinder
(Stahl, Keramik) weisen aufgrund des hohen Elastizitätsmoduls hohe Steiﬁg-
keiten und geringe Deformationen auf. Das Graphit des porösen Mediums
besitzt ein geringeres Elastizitätsmodul (siehe Tabelle D.1 des Anhanges)
und wird durch die Krafteinwirkung des Druckes im Lagerspalt stärker defor-
miert. Weiterhin stellt die Kontaktﬂäche zwischen porösem Medium und Alu-
miniumgehäuse der Buchse eine unbekannte Koppelstelle dar, welche sich
während der Messung der Abstandsänderung innerhalb der Maßkette beﬁn-
det.
Ein weiterer Fehlereinﬂuss entsteht aus der Annahme eines konstanten
Speisegasdruckes zwischen dem Gehäuse der Buchse und dem porösen Me-
dium. Diese Modellannahme liegt beiden Strömungsmodellen zugrunde. Re-
al erfolgt eine lokale Gaszuführung und die Verteilung durch eine interne
Struktur. Um eine steife Anbindung zwischen porösem Medium und Alu-
miniumgehäuse zu realiseren, ist der mechanische Kontakt zwischen beiden
Elementen notwendig. Die Verteilerstruktur erstreckt sich nicht über die ge-
samte Rückseite des porösen Mediums. Aus diesem Grund ergibt sich eine
Abweichung von der Modellannahme durch den Strömungswiderstand inner-
halb der Verteilerstruktur und innerhalb des porösen Mediums. Es liegt real
kein konstanter Druck auf der Rückseite des porösen Mediums vor. Dies hätte
eine Auswirkung auf den Massestrom durch das poröse Medium (vgl. Glei-
chung 2.20), wodurch sich eine Änderung des Druckverlaufes im Lagerspalt
ergibt. Die Auswirkung dieses Fehlers kann nicht berücksichtigt werden, da
die Geometrie der Verteilerstruktur nicht bekannt ist.
In Abbildung C.1 des Anhanges sind die experimentell ermittelten Trag-
kräfte und die mittleren analytischen Tragkraftverläufe für die Kombination
A - C dargestellt. Der Anstieg der Tragkraftkurve entspricht der Radialstei-
ﬁgkeit des Elementes (Gleichung 2.41). Die experimentellen und berechneten
Radialsteiﬁgkeitsverläufe der Kombinationen A-C sind im Anhang in Abbil-
dung C.2 dargestellt.
Nachfolgend wird aus den Untersuchungsergebnissen die Abhängigkeit
der Tragkraft von den Eingangsparametern und den Randbedingungen abge-
leitet. Durch die Erhöhung des Speisegasdruckes steigt die Tragkraft und die
Steiﬁgkeit des Systems linear an. Dies ist in Abbildung 3.10 exemplarisch für
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Buchse B bei einer Spalthöhe von hmin = 7 μm dargestellt. Die Reduzierung
des Umgebungsdruckes führt bei konstantem Speisegasdruck ebenfalls zu ei-
nem Anstieg der Tragkraft und der Steiﬁgkeit. Dies ist auf den Abfall des
Druckes an der Umrandung des Lagerspaltes und die resultierende Beeinﬂus-
sung des Druckproﬁls zurückzuführen. Die kleiner werdenden Lagerspalthö-
hen in Belastungsrichtung verursachen einen erhöhten Strömungswiderstand.
Der Massestrom m˙ durch den Spalt mit der Spalthöhe h skaliert nach Glei-
chung 2.31 mit m˙ ∼ h3. Die Druckverteilung im Lagerspalt verändert sich
während der Belastung infolge der Änderung der lokalen Lagerspalthöhe. In
den Bereichen der abnehmenden Spalthöhe nähert sich die Druckverteilung
dem absoluten Speisegasdruck an, während in den Bereichen der größer wer-
denden Spalthöhe der Druck abnimmt und in dem Randbereich des Elementes
Werte nahe dem Umgebungsdruck erreicht. Die Tragkraft des Elementes ent-
spricht der in Auslenkungsrichtung auf den Führungsgegenpart projizierten
Druckdifferenz und wird sowohl durch den Umgebungsdruck als auch durch
den Speisegasdruck beeinﬂusst.
Der Anstieg der Tragkraft im Vakuum gegenüber der Tragkraft an Normal-
atmosphäre ist für geringe Speisegasdrücke stärker ausgeprägt. Für Kombi-
nation B in Abbildung 3.10 (a) ergeben sich für die experimentell ermittelten
Tragkräfte Anstiege zwischen 4% (ps = 500kPa) und 13% (ps = 300kPa).
Das vereinfachte Strömungsmodell ermittelt Anstiege zwischen 10% und
26%. Das FEM-basierte Strömungsmodell gibt die Anstiege der Tragkraft
mit 5% und 19% genauer wieder.
Der Anstieg der Steiﬁgkeit durch die Reduzierung des Umgebungsdruckes
für Kombination B ist in Abbildung 3.10 (b) dargestellt. Die experimentel-
len Werte weisen eine Änderung zwischen 11% (ps = 500 kPa) und 21%
(ps = 300 kPa) auf. Das FEM-basierte Strömungsmodell liefert mit Steiﬁg-
keitsänderungen von 4% beziehungsweise 14% einen geringeren Anstieg.
Mit dem vereinfachten Strömungsmodell werden Anstiege von 10% und
27% berechnet. Somit bildet das vereinfachte Strömungsmodell durch die
Berücksichtigung der auftretenden Strömungsformen den Einﬂuss durch die
Änderung des Umgebungsdruckes auf die Steiﬁgkeit der Elemente besser ab.
Nachfolgend wird eine einfache, näherungsweise Auslegungsmethode der
Tragkraft von zylindrischen Gasführungselementen für verschiedene Speise-
drücke und Umgebungsdrücke beschrieben. Die Auslegungsmethode ist un-
abhängig von den vorgestellten Strömungsmodellen durch eine Referenzrech-
nung möglich. Hierfür ist die Bestimmung der Tragkraft FRe f durch eine Mes-
sung, bei einem Speisegasdruck ps,Re f und einem Umgebungsdruck pk,Re f
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FEM basiertes Strömungsmodell, pk = 1 kPa
(a) Tragkraft








Experiment, pk = 100 kPa
Experiment, pk = 1 kPa
vereinfachtes Strömungsmodell, pk = 100 kPa
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(b) Radialsteiﬁgkeit
Abbildung 3.10: Tragkraft und Radialsteiﬁgkeit Kombination B (hmin = 7 μm)
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notwendig. Die Tragkraft steigt durch eine Erhöhung des Speisegasdruckes
linear an und kann für einen konstanten Umgebungsdruck pk näherungswei-
se durch F |pk=konst.∼ (ps− pk) ausgedrückt werden. Dieser Zusammenhang
wurde für zylindrische Gasführungselemente an atmosphärischen Bedingun-
gen bereits durch Rao [34] angegeben und kann für Vakuumanwendungen für
die von Schenk [4] experimentell ermittelten Tragkraftwerte ebener Gaslage-
relemente bestätigt werden.
Die Tragkraft für einen konstanten Speisegasdruck zeigt für die Änderung
des Umgebungsdruckes ein nichtlineares Verhalten und kann überschlägig
durch F |ps=konst.∼ (p2s − p2k) bestimmt werden. Dieser Ansatz wurde em-
pirisch ermittelt. Eine zugrunde liegende Einﬂussgröße auf die Druckvertei-
lung im Lagerspalt ist die Strömung des Gases durch das poröse Medium,
wobei der Massestrom nach Gleichung 2.20 eine vergleichbare Abhängigkeit
m˙D ∼ (p2s − p2) aufweist. Da eine geschlossene analytische Beschreibung der
Druckverteilung nicht möglich ist, kann der quantitative Einﬂuss des Mas-
sestromes durch das poröse Medium auf die Tragkraft nicht direkt abgeleitet
werden. In Abbildung 3.11 (a) ist für die Kombination B die gemessene Trag-
kraft über der Spalthöhe dargestellt. Alle Verläufe der Referenzrechnungen
nutzen als Referenz die Tragkraft bei ps,Re f = 400kPa und den Umgebungs-
druck pk,Re f = 100kPa und werden auf Grundlage der genannten Zusammen-
hänge durch folgende Gleichungen berechnet.
F |ps=konst.=
(p2s,Re f − p2k)FRe f
(p2s,Re f − p2k,Re f )
(3.3)
F |pk=konst.=
(ps− pk,Re f )FRe f
(ps,Re f − pk,Re f ) (3.4)
Die ermittelten Tragkraftverläufe der Referenzrechnung stimmen sehr gut mit
den experimentell ermittelten Verläufen überein. Ein analoges Vorgehen zur
Ermittlung der Steiﬁgkeit aus einer Referenzrechnung (siehe Abbildung 3.11
(b)) führt zu ähnlich guten Ergebnissen für cr |pk=konst.∼ (ps − pk). Die Stei-
ﬁgkeit für reduzierte Umgebungsdrücke wird mit cr |ps=konst.∼ (p2s − p2k) hin-
gegen zu gering abgeschätzt. Die Nutzung der Referenzrechnung führt für die
Kombination A und C zu vergleichbaren Ergebnissen.
Durch die verschiedenen konzentrischen Spalthöhen der Kombinationen
A-C ergibt sich ebenfalls ein Einﬂuss auf die Tragkraft und die Steiﬁgkeit.
Die Graphen in Abbildung 3.12 zeigen die Tragkräfte und die Steiﬁgkeiten
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ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
ps = 500 kPa; pk = 1 kPa
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ps = 400 kPa; pk = 1 kPa
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Referenzrechnung pk = 100 kPa
Referenzrechnung pk = 1 kPa
ansteigender Druck ps
(300 kPa, 400 kPa, 500 kPa)
(b) Radialsteiﬁgkeit
Abbildung 3.11: Tragkraft und Radialsteiﬁgkeit mit Referenzrechnung;
Kombination B
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der Kombinationen A-C für die jeweilige Spalthöhe hmin = 5 μm bei einem
Speisegasdruck von ps = 400kPa. Durch eine ansteigende konzentrische
Spalthöhe von Kombination A zu Kombination C werden höhere Exzentri-
zitäten des Systems ermöglicht. Dadurch weist bei den verschiedenen Kom-
binationen und einer vergleichbaren Spalthöhe hmin der gegenüberliegende
Lagerspaltbereich auch eine größere lokale Spalthöhe auf. Der Strömungs-
widerstand in dem Bereich ansteigender Spalthöhen fällt, wodurch größere
Druckdifferenzen entstehen und eine höhere Tragkraft erreicht wird. Die Stei-
ﬁgkeit nimmt durch die größer werdende konzentrische Spalthöhe ab. Auf
Grundlage der vorgestellten analytischen Modelle wird der Verlauf der Trag-
kraft bei weiter ansteigenden konzentrischen Spalthöhen untersucht. In Ab-
bildung 3.13 ist für eine konstante Spalhöhe hmin der Tragkraftverlauf über
der konzentrischen Spalthöhe h0 dargestellt. Es wird deutlich, dass für die
untersuchten konzentrischen Spalthöhen im Bereich von 11μm< h0 < 19μm
die Tragkraft ansteigt und im Bereich der konzentrischen Spalthöhe von
h0 = 30μm ein Maximum erreicht wird. Nach dem Überschreiten dieser kon-
zentrischen Spaltöhe fällt die Tragkraft ab.
Experimentelle Untersuchungen von Robinson et al. [32] belegen diese
Berechnung. Für die Untersuchungen wurden Zylinder mit verschiedenen
Durchmessern genutzt, die konzentrische Spalthöhen bis zu 170 μm erlau-
ben. Die konzentrische Spalthöhe der maximalen Tragkraft wurde normiert
und liegt im unteren Drittel des untersuchten Bereiches.
Stabilität Nachfolgend wird die Stabilität von zylindrischen Gasführungs-
elementen gegenüber dem Auftreten von selbsterregten Schwingungen be-
trachtet. Die Grundlage bildet das Stabilitätskriterium nach Gleichung 2.67
durch den Vergleich von statischer und dynamischer Steiﬁgkeit. Wie in Ab-
schnitt 2.4 beschrieben, wird die dynamische Steiﬁgkeit für eine polytrope
Zustandsänderung aus dem stationären Druckproﬁl abgeleitet. Als Grenzfall
der Berechnung wird sowohl die isotherme Zustandsänderung (n = 1) als
auch die isentrope Zustandsänderung (n = κ = 1,4) betrachtet.
In Abbildung 3.14 ist für die Kombination B die experimentell bestimm-
te statische Radialsteiﬁgkeit cr als auch die berechnete dynamische Stei-
ﬁgkeit cd für beide Zustandsänderungen dargestellt. Als Amplitude za der
schnellen Spalthöhenänderung wurde ein Wert von 0,1 μm angenommen.
Vergleichsrechnungen für höhere Amplituden (za = 2,5μm) ergeben einen
Anstieg der dynamischen Steiﬁgkeit, wobei für kleine Exzentrizitäten e nur
80




















Experiment, pk = 100 kPa
























Experiment, pk = 100 kPa
Experiment, pk = 1 kPa
(b) Radialsteiﬁgkeit
Abbildung 3.12: Tragkraft und Radialsteiﬁgkeit Kombination A-C
(hmin = 5 μm, ps = 400 kPa)
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konzentrische Spalthöhe h0 / µm
Abbildung 3.13: Tragkraft über konzentrischer Spalthöhe (ps = 400kPa;
pk = 100kPa; hmin = 12μm)
geringe Änderungen auftreten und für kleine Lagerspalthöhen hmin Anstiege
um bis zu 200% zu verzeichnen sind.
Die Annahme einer isothermen Änderung der Zustandsgrößen führt zu ge-
ringeren dynamischen Steiﬁgkeitswerten als die Annahme einer isentropen
Änderung. Mit ansteigenden Speisegasdruck ergeben sich höhere Werte für
cd und durch die Reduzierung des Umgebungsdruckes nehmen die Steiﬁg-
keitswerte leicht ab.
Die dynamische Steiﬁgkeit wird nach Gleichung 2.65 durch das Volumen
des zu komprimierenden Gases beeinﬂusst, welches mit ansteigender konzen-
trischer Spalthöhe zunimmt. In Abbildung 3.15 ist die dynamische Steiﬁgkeit
und die statische Radialsteiﬁgkeit für die Kombinationen A-C dargestellt. Es
werden die Steiﬁgkeiten der Kombinationen bei e = 2μm betrachtet, da für
geringe Exzentrizitäten die Differenz von dynamischer Steiﬁgkeit und stati-
scher Radialsteiﬁgkeit am geringsten ist und somit nach dem Stabilitätskri-
terium (siehe Gleichung 2.67) die Wahrscheinlichkeit für das Auftreten von
Instabilitäten in dieser Lage am höchsten ist.
Die Abbildung zeigt, dass die dynamische Steiﬁgkeit mit zunehmender
konzentrischer Spalthöhe schneller abfällt als die Radialsteiﬁgkeit. Für al-
le untersuchten Kombinationen und verwendeten Eingangsparameter (siehe
Tabelle 3.2) ist die dynamische Steiﬁgkeit größer als die Radialsteiﬁgkeit,
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Spalthöhe hmin / µm
cd ; ps = 400 kPa; pk = 100 kPa; n = 1
cd ; ps = 400 kPa; pk = 100 kPa; n = 1,4
cd ; ps = 300 kPa; pk = 100 kPa; n = 1
cd ; ps = 300 kPa; pk = 100 kPa; n = 1,4
cd ; ps = 300 kPa; pk = 1 kPa; n = 1
cd ; ps = 300 kPa; pk = 1 kPa; n = 1,4
cr ; ps = 400 kPa; pk = 100 kPa;
cr ; ps = 300 kPa; pk = 100 kPa;
cr ; ps = 300 kPa; pk = 1 kPa;
Abbildung 3.14: Statische Radialsteiﬁgkeit cr und dynamische Steiﬁgkeit cd




















Abbildung 3.15: Statische Radialsteiﬁgkeit cr und dynamische Steiﬁgkeit cd
(e = 2μm; ps = 400 kPa; pk = 100 kPa; za = 0,1μm)
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weshalb nach Gleichung 2.67 keine selbsterregten Schwingungen zu erwar-
ten sind. Die Berechnungen werden durch die experimentellen Untersuchun-
gen bestätigt. Die zylindrischen Gasführungselemente weisen für alle durch-
geführten Messung, sowohl an Normalatmosphäre als auch im Vakuum, ein
stabiles Betriebsverhalten auf. Nach Abbildung 3.15 ist eine Neigung zu In-
stabilitäten bei weiter ansteigenden konzentrischen Spalthöhen zu erwarten.
Gasverbrauch Die Kenntnis des Gasverbrauches der eingesetzten Füh-
rungselemente ist für die Auslegung des Dicht- und Absaugsystemes ei-
nes vakuumtauglichen Positioniersystems entscheidend. Experimentell wird
der Gasverbrauch bei verschiedenen Speisedrücken und Umgebungsdrücken
durch ein thermisches Massestrommeter bestimmt, das in die Zuleitung des
Speisegases integriert ist. Die Auswertung erfolgt durch die Umrechnung des
ermittelten Massestromes m˙ in den Gasverbrauch qN nach Gleichung 2.42.
Für die untersuchten Kombinationen A-C liegt ein Gasverbrauch im Bereich
von 2 bis 10 lN/min vor, abhängig von der konzentrischen Lagerspalthöhe,
dem Speisegasdruck und dem Umgebungsdruck.
Experimentell ergibt sich ein näherungsweise konstanter Gasverbrauch
über der Spalthöhenänderung (siehe Abbildung C.3 des Anhanges). Die
Schwankungen liegen im Bereich von 2% bis 9%.
In Abbildung 3.16 ist der Gasverbrauch für die Kombinationen A-C so-
wie für verschiedene Speisegasdrücke und Umgebungsdrücke dargestellt. Die
Zunahme der konzentrischen Spalthöhe von Kombination A zu C verursacht
einen höheren Gasverbrauch, da der Massestrom durch den Lagerspalt nach
Gleichung 2.31 mit m˙ ∼ h3 skaliert. Ein zunehmender Speisegasdruck führt
erwartungsgemäß zu einem ansteigenden Gasverbrauch. Die Reduzierung des
Umgebungsdruckes ergibt ebenfalls eine Erhöhung des Gasverbrauches. Als
Ursache ist die Abhängigkeit der Durchﬂussrate des Gases durch das poröse
Medium von den Druckverhältnissen zu nennen. Die Abhängigkeit lässt sich





für geringe Exzentrizitäten davon ausgegangen werden, dass der größte Teil
des Gases in den Randbereichen des Führungselementes durch das poröse
Medium ﬂießt, da hier die Differenz der Druckquadrate am größten ist. Ana-
log zu dem Ansatz zur Abschätzung der Tragkraft und Steiﬁgkeit kann durch
eine Referenzrechnung der Gasverbrauch auf Grundlage einer Referenzmes-
sung ermittelt werden. Die Referenz bildet die Messung des Gasverbrauches
qN,Re f an einer Kombination mit einem deﬁnierten Speisegasdruck ps,Re f und
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Kombination C, pk = 100 kPa












Speisegasdruck ps / kPa
Kombination A, pk = 100 kPa
Kombination A, pk = 1 kPa
Kombination B, pk = 100 kPa
Kombination B, pk = 1 kPa
Abbildung 3.16: Gasverbrauch über dem Speisegasdruck
Umgebungsdruck pk,Re f . Der Gasverbrauch qN für einen beliebigen Speise-
gasdruck ps und Umgebungsdruck pk ergibt sich durch folgende Beziehung.
qN =
(p2s − p2k)qN,Re f
(p2s,Re f − p2k,Re f )
(3.5)
In Abbildung C.3 des Anhanges wurde als Referenz der Gasverbrauch von
ps,Re f = 400kPa und pk,Re f = 100kPa genutzt. Die mit Gleichung 3.5 durch-
geführte Referenzrechnung zeigt eine sehr gute Übereinstimmung mit den
experimentellen Werten. Die maximale Abweichung liegt bei 3%. Es kann
nach dem Zusammenhang in Abschnitt 2.3.2 von einer laminaren Strömung
innerhalb des porösen Mediums ausgegangen werden.
Unter Verwendung des vereinfachten Strömungsmodells aus Abschnitt
2.3.3 lässt sich der Gasverbrauch direkt aus dem aufsummierten Massestrom
aller umlaufenden Elemente des letzten axialen Elementes ermitteln. Der Ver-
gleich des gemessenen und des theoretisch ermittelten Gasverbrauches in Ab-
bildung C.3 des Anhanges zeigt, dass das Modell für geringe Exzentrizitä-
ten absolut einen zu hohen Gasverbrauch vorhersagt. Die Ursache für den
zu hohen theoretischen Wert liegt unter anderem in der vereinfachten Mo-
dellannahme der Strömungsmodelle. Eine wichtige Berechnungsgrundlage
zur theoretischen Bestimmung ist die Permeabilität k des porösen Mediums.
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Die Permeabilität ist abhängig von der Porengröße des verwendeten porösen
Mediums sowie von dem Grad der Oberﬂächenverdichtung. Da diese Para-
meter in der Regel nicht bekannt sind, wird die Permeabilität anhand der
Geometrie der porösen Schicht durch Gleichung 2.20 mit Hilfe des Kurz-
schlussmassestromes ermittelt. Hierfür wird experimentell bei einem deﬁ-
nierten Speisegasdruck ps der Massestrom der Elemente gemessen. Ohne
Führungsgegenpart liegt ein konstanter Umgebungsdruck p = pk vor. Für die
Buchse A ergibt sich eine Permeabilität von k = (1,55± 0,09) · 10−15 m2,
für Buchse B von k = (1,52± 0,09) · 10−15 m2 und für Buchse C von k =
(1,42±0,05) ·10−15m2. Der experimentell bestimmte Wert der Permeabili-
tät wird im Strömungsmodell als konstant über die gesamte Höhe des porösen
Mediums angenommen. Real liegt eine Reihenschaltung zweier Permeabili-
täten vor, da die oberﬂächenverdichtete Schicht eine geringere Permeabilität
als das Bulkmaterial aufweist. Experimentell können diese beiden Permeabi-
litäten nicht getrennt voneinander ermittelt werden.
Der theoretische Gasverbrauch weist im Vergleich zu dem experimentellen
Verbrauch durch die Reduzierung der Spalthöhe eine stärkere Änderung auf.
Dieses Verhalten kann durch die Vernachlässigung der Umfangsströmung im
theoretischen Modells erklärt werden. Der relative Anstieg des Gasverbrau-
ches durch die Reduzierung des Umgebungsdruckes wird durch das Modell
hingegen sehr gut abgebildet. Experimentell ergibt sich eine Erhöhung zwi-
schen 0,22 lN /min und 0,38 lN /min. Der theoretisch ermittelte Anstieg liegt
zwischen 0,19 lN /min und 0,37 lN /min.
Kippsteiﬁgkeit Die Ermittlung der Kippsteiﬁgkeit ck erfolgt für die Ver-
kippung des Zylinders um die x-Achse (siehe Abbildung A.2 (a) des An-
hanges), wofür eine Momentenänderung über eine Winkeländerung zu er-
mitteln ist (Gleichung 3.6). Wie in Abschnitt 3.3.1 erläutert, wird durch die
Abstimmscheibe zwischen Hebel und Krafteinleitungszylinder ein deﬁnier-
ter Kippwinkel γ in das System eingebracht. Der Kippwinkel wird durch
den Betrag der Differenz der Abstandswerte |h2−h1| und den Abstand zwi-
schen den Messpunkten 2 ·Lh = 2 ·0,048m ermittelt (Gleichung 3.7). Durch
diese Winkeländerung ergeben sich an den Kraftsensoren unterschiedliche
Kraftwerte F . Aus der Differenz der Kraftwerte und dem Abstand zwischen
dem Krafteinleitungspunkt und der x− z Ebene des Gasführungselementes
LF = 0,125m wird das Moment M berechnet (Gleichung 3.8).
86













M = (F1−F2) ·LF (3.8)
Es werden für die experimentellen Untersuchungen nur sehr kleine Kipp-
winkel betrachtet, da die Kippsteiﬁgkeit einzelner Gasführungselemente für
technische Anwendungen in diesem Bereich von Interesse ist. Die Kippstei-
ﬁgkeit eines Positioniersystems wird maßgeblich durch die Radialsteiﬁgkeit
der verwendeten Gasführungselemente sowie deren Abstand voneinander be-
stimmt. Die hierbei maximal auftretenden Kippwinkel sind ebenfalls durch
den Abstand zwischen den Elementen begrenzt und sehr viel kleiner als der
maximal mögliche Kippwinkel eines einzelnen Elementes.
Die Grundlage zur Bestimmung der Kippsteiﬁgkeit bildet für jede Parame-
terkombination eine Bezugsmessung, da durch Fertigungs- und Justageunge-
nauigkeiten des Versuchsstandes Unterschiede zwischen den Kraft- und Weg-
sensorsignalen auftreten. Für die Bezugsmessung wird der Versuchsstand so
eingerichtet, dass sowohl ein paralleles Ausheben als auch ein nahezu zeit-
gleicher Eingriff des Hebels auf die Krafteinleitungszylinder (innerhalb von
±0,5μm) erfolgt. Nach der Durchführung und der Aufzeichnung der Bezugs-
messung wird einseitig die Abstimmscheibe gewechselt, so dass eine gezielte
Verkippung des Zylinders hervorgerufen wird. Alle anderen Randbedingun-
gen der Messung werden beibehalten.
Der Ablauf dieser Bezugsmessung und die Ermittlung der Kippsteiﬁgkeit
durch die nachfolgenden Messungen mit deﬁniertem Kippwinkel wird im An-
hang in Kapitel A beschrieben.
Die Kippsteiﬁgkeitsmessungen werden jeweils fünfmal wiederholt, um
eine statistische Aussage über das Ergebnis zu erhalten. Auf eine größe-
re Anzahl von Wiederholungsmessungen wird aufgrund des hohen experi-
mentellen Aufwandes sowie der rechenintensiven Auswertung verzichtet. Die
Standardabweichung σF der Kraftmessung je Messreihe liegt im Bereich von
0,1N< σF < 0,5N und die Standardabweichung σh der Spalthöhenmessung
im Bereich von 0,02 μm < σh < 0,15 μm. Die Berechnung der Standardab-
weichung σck der Kippsteiﬁgkeit erfolgt unter Verwendung der Fehlerfort-
pﬂanzung. Für alle Messungen liegen die Abweichungen im Bereich von
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Spalthöhe h / µm
Abbildung 3.17: Experimentelle Kippsteiﬁgkeit mit 1σ Standardabweichung
und berechnete Kippsteiﬁgkeit aus cr nach Gleichung 3.10
und nach Gerke [21] (Kombination B; ps = 300kPa; pk =
100kPa; γ = 0,020mrad)
σck < 4,5Nm/mrad. Die hohe Standardabweichung wird maßgeblich durch
die Messunsicherheit der Kraftmessung beeinﬂusst. Die verwendeten Kraft-
sensoren weisen nach Herstellerangaben eine Reproduzierbarkeit von kleiner
0,1% und eine Linearitätsabweichung von ±0,2% des Messbereiches von
1000N auf (siehe Sensordaten Tabelle D.5). Durch die Auswertung von zwei
unabhängigen Messungen (Bezugsmessung und Messung mit Kippwinkel)
zur Ermittlung der Tragkraft ist der Vergleich der Absolutwerte der Kraftsen-
soren notwendig.
Für die Kombination B mit einem Speisegasdruck von ps = 300kPa, ei-
nem Umgebungsdruck von pk = 100kPa und einem Kippwinkel von γ =
0,020mrad ist in Abbildung 3.17 der Verlauf der Kippsteiﬁgkeit mit 1 Sig-
ma Standardabweichung über der Lagerspalthöhe h¯ = h1+h22 dargestellt
¶. Ein
polynomieller Fit 3. Grades eignet sich zur Beschreibung des Kippsteiﬁg-
keitsverlaufes und wird für eine übersichtliche Darstellung der nachfolgenden
Ergebnisse genutzt.
Eine alternative Berechnung der Kippsteiﬁgkeit kann auf Grundlage der
experimentell ermittelten Radialsteiﬁgkeit cr (Abbildung C.2) erfolgen. In
Abbildung 3.18 ist eine schematische Darstellung der Modellannahme zur
¶Die Lagerspalthöhe h¯ entspricht für den Kippwinkel null der Lagerspalthöhe hmin.
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Abbildung 3.18: Schematische Abbildung zur Abschätzung der Kippsteiﬁg-
keit aus der Radialsteiﬁgkeit
Ableitung der Abschätzungsgleichung dargestellt. Der Zylinder mit dem
Kippwinkel γ wird durch ein Modell ersetzt, das auf zwei parallel versetz-
ten Zylinderhälften basiert. Die mittlere Spalthöhenabweichung h des ver-
kippten Zylinders wird je Zylinderhälfte als Spalthöhenversatz von der Aus-
gangsspalthöhe h¯ genutzt. Als resultierende Tragkräfte ergeben sich F1 =
F(h¯) +F(h) und F2 = F(h¯)−F(h), die im Abstand y = ±LBu/4
von der x− z Ebene angreifen. Als Grundlage der Abschätzung dient die
Annahme, dass für kleine Kippwinkel und die daraus folgende kleine Spalt-
höhenänderung h die Radialsteiﬁgkeit konstant ist. Durch diese Annah-
me lässt sich die Kraftänderung aufgrund der Spalthöhenabweichung durch
die Radialsteiﬁgkeit cr(h) der betrachteten Spalthöhe h¯ ausdrücken. Es gilt
F(h) = cr(h¯) · h. Für ein statisches System kann die Momentenglei-
chung um den Mittelpunkt bei y = 0 aufgestellt werden. Das resultierende
Moment M ist in Gleichung 3.9 angegeben.
M = 2 · cr(h¯) ·h ·LBu/4 (3.9)
Für kleine Kippwinkel lässt sich analog zu Gleichung 3.7 die Spalthöhen-
änderung durch h = tan(γ) ·LBu/4  γ ·LBu/4 ausdrücken. Basierend auf
Gleichung 3.9 und Gleichung 3.6 ergibt sich die Abschätzungsgleichung für





In Abbildung 3.17 ist die Kippsteiﬁgkeit als Abschätzung aus cr nach
Gleichung 3.10 dargestellt. Es zeigt sich für geringe Spalthöhen eine gute
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Übereinstimmung mit den experimentell ermittelten Werten der Kippsteiﬁg-
keit. Die Änderung über der Spalthöhe fällt jedoch im Vergleich zu dem mes-
stechnisch ermittelten Verlauf etwas geringer aus.
In theoretischen Untersuchungen leitet Gerke [21] eine Abschätzung ab,
die sich von Gleichung 3.10 um den Faktor 2/3 unterscheidet. Die Kipp-
steiﬁgkeit nach dem Ansatz von Gerke wird vergleichend in Abbildung 3.17
dargestellt. Die Übereinstimmung mit diesem Ansatz ist für hohe Spalthöhen
sehr gut. Der Anstieg ist aufgrund der Abhängigkeit von cr identisch zu dem
Verlauf nach Gleichung 3.10.
Zur Abschätzung der Kippsteiﬁgkeit aus der Radialsteiﬁgkeit sind beide
Ansätze mit einem vergleichbaren Fehler nutzbar. Die experimentellen Werte
liegen betragsmäßig zwischen beiden Ansätzen.
Der Verlauf der Kippsteiﬁgkeit über der Spalthöhe ist für verschiedene
Kippwinkel γ und zwei Parameterkombinationen in Abbildung 3.19 darge-
stellt. Mit abnehmender Lagerspalthöhe nimmt die Kippsteiﬁgkeit für beide
Kombinationen zu. Dies lässt sich durch die Radialsteiﬁgkeit begründen, die
ebenfalls für geringe Spalthöhen höhere Werte aufweist. Der Anstieg von ck
ist für Kombination B im Vergleich zu Kombination A stärker ausgeprägt,
was sich mit dem ebenfalls stärkeren Anstieg der radialen Steiﬁgkeit der
Kombination B deckt. Die experimentell ermittelte Kippsteiﬁgkeit zeigt ei-
ne Tendenz zu höheren Werten bei abnehmenden Kippwinkeln, wobei die
Unterschiede für die verschiedenen Kippwinkel im Bereich der Standard-
abweichung der Messungen liegen. Die zugrunde liegende Annahme einer
konstanten Radialsteiﬁgkeit bei kleinen Spalthöhenänderungen führt für die
Modellbetrachtung zu einer konstanten Kippsteiﬁgkeit über der Kippwinkel-
änderung.
Eine höhere Kippsteiﬁgkeit wird für kleinere konzentrische Spalthöhen er-
reicht. Dies wird durch den direkten Vergleich von Kombination A-C (siehe
Tabelle 3.1) für vergleichbare Parameter in Abbildung 3.20 deutlich.
Der Einﬂuss des Umgebungsdruckes auf die Kippsteiﬁgkeit wird in Abbil-
dung 3.21 dargestellt. Für einen konstanten Speisegasdruck ergibt sich durch
die Reduzierung des Umgebungsdruckes ein Anstieg der Kippsteiﬁgkeit im
Bereich von 20% -30%. Diese Zunahme wird durch die Berechnung nach
Gleichung 3.10 unterlegt. Lediglich für geringe Spalthöhen ergeben sich aus
den experimentellen Werten stärkere Zunahmen von bis zu 40%.
Der Einﬂuss des Kippwinkels auf den Gasverbrauch liegt für die expe-
rimentell untersuchten Parameterkombinationen im Bereich von < 7% und
innerhalb der Messunsicherheit des verwendeten Massendurchﬂussmessers.
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(a) Kombination A; ps = 300kPa; pk = 1kPa




























(b) Kombination B; ps = 300kPa; pk =
100kPa

























Spalthöhe h / µm
Kombination A; 0,017 mrad
Kombination B; 0,017 mrad
Kombination C; 0,020 mrad
Abbildung 3.20: Kippsteiﬁgkeit für verschiedene Zylinder-Buchse-
Kombinationen (ps = 300kPa; pk = 1kPa)
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Spalthöhe h / µm
poly. Fit Messung; pk = 100 kPa
Berechnung aus cr; pk = 100 kPa
poly. Fit Messung; pk = 1 kPa
Berechnung aus cr; pk = 1 kPa
(a) Kombination A; ps = 300kPa; γ = 0,016mrad





















Spalthöhe h / µm
poly Fit Messung; pk = 100 kPa
Berechnung aus cr; pk = 100 kPa
poly Fit Messung; pk = 1 kPa
Berechnung aus cr; pk = 1 kPa
(b) Kombination B; ps = 300kPa; γ = 0,011mrad
Abbildung 3.21: Kippsteiﬁgkeit für verschiedene Umgebungsdrücke (Be-
rechnung aus cr nach Gleichung 3.10)
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Die vorgestellten Ergebnisse der Kippsteiﬁgkeitsuntersuchungen beziehen
sich auf Verkippungen um die x-Achse (Koordinatensystem siehe Abbildung
A.2 (a) des Anhanges). Ein Übertrag der Ergebnisse auf Verkippungen um
die z-Achse ist zulässig, wenn man den Einﬂuss der Formabweichungen der
Führungsﬂächen auf das Ergebnis als gleichbleibend betrachtet und die über-
lagerte Auslenkung des Systems durch die Gewichtskraft vernachlässigt.
Fazit
Die statischen Eigenschaften zylindrischer Gasführungselemente mit poröser
Drossel wurden experimentell und theoretisch durch verschiedene Autoren
untersucht [19,21,28,32,34,83]. Auf Grundlage dieser vorangegangenen Ar-
beiten ist es möglich, eine Auslegung für Anwendungen an Normalatmosphä-
re durchzuführen.
Die im Rahmen dieser Arbeit vorgestellten Ergebnisse lassen sich durch
die angeführten Quellen für einen Umgebungsdruck von pk = 100kPa unter-
legen. Die Tragkraft und die Radialsteiﬁgkeit steigt mit dem Speisegasdruck
an. Durch die Erhöhung der konzentrischen Spalthöhe konnte ebenfalls eine
Erhöhung der Tragkraft bei gleichzeitiger Abnahme der Radialsteiﬁgkeit er-
mittelt werden. Dieser Trend kann durch die genutzten theoretischen Modelle
belegt werden. Unterschiede ergeben sich zwischen den theoretischen Model-
len und der experimentell ermittelten Radialsteiﬁgkeit bei dem Verlauf über
die Spalthöhe, wobei auf mögliche Ursachen eingegangen wurde. Mit anstei-
gendem Speisegasdruck und für größer werdende konzentrische Spalthöhen
ergibt sich ein erhöhter Gasverbrauch der Gasführungselemente. Die Kipp-
steiﬁgkeit besitzt für die untersuchten Speisedrücke eine vernachlässigbare
Abhängigkeit vom Kippwinkel.
Das wichtigste Ziel der Untersuchungen war es, den Einﬂuss der Reduzie-
rung des Umgebungsdruckes auf die Kennwerte zu ermitteln. Dieser Einﬂuss
wurde in keiner bisherigen Untersuchung berücksichtigt und ist für die Ausle-
gung eines vakuumtauglichen Positioniersystems mit dem in Abschnitt 1.1.2
beschriebenen Dicht- und Absaugsystem zwingend notwendig.
Die untersuchten Gasführungselemente zeigen für einen konstanten abso-
luten Speisegasdruck eine erhöhte Tragkraft und Steiﬁgkeit durch den Über-
gang in eine Vakuumumgebung. Die Ursache für den Anstieg der Trag-
kraft liegt in den ansteigenden Druckdifferenzen zwischen dem belasteten
Teil des Lagerspaltes und dem gegenüberliegenden Bereich. Der belastete
Lagerspaltbereich weist durch die geringere Lagerspalthöhe einen größeren
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Strömungswiderstand auf, als der größere, gegenüberliegende Lagerspaltbe-
reich. Somit führt der Einﬂuss des reduzierten Druckes an der Berandung
des Führungselementes im belasteten Lagerspaltbereich zu einem geringeren
Druckabfall als im unbelasteten Bereich.
Der Vergleich der experimentell ermittelten Werte mit den theoretischen
Ergebnissen aus den vorgestellten Strömungsmodellen zeigt Abweichungen
für die Absolutwerte der Tragkraft. Das vereinfachte Strömungsmodell führt
zu höheren Tragkraftwerten, da die Umfangsströmung innerhalb des Lager-
spaltes nicht berücksichtigt wird. Das FEM-basierte Strömungsmodell eignet
sich besser zur Ermittlung der absoluten Tragkräfte der Elemente, obwohl
der Übergang zwischen den Strömungsformen im Lagerspalt nicht in die Be-
rechnung einbezogen werden kann. Durch die Reduzierung des Umgebungs-
druckes ergibt sich ein Anstieg der Tragkraft als auch der Steiﬁgkeit. Die An-
stiege können auf Basis der Berechnung mit den vorgestellten Modellen gut
wiedergegeben werden. Alternativ ist eine Abschätzung der Tragkraftwerte
und der Steiﬁgkeiten auf Grundlage einer Referenzrechnung nach Gleichung
3.3 und 3.4 mit gutem Ergebnis möglich.
Für alle durchgeführten Untersuchungen, sowohl an Normalatmosphäre als
auch bei reduziertem Umgebungsdruck, sind keine selbsterregten Schwin-
gungen aufgetreten. Der Nachweis erfolgte auf Grundlage des Stabilitätskri-
teriums (Gleichung 2.67) durch den Vergleich von statischer und dynami-
scher Steiﬁgkeit. Für ansteigende konzentrische Spalthöhen ist durch die Re-
duzierung der dynamischen Steiﬁgkeit mit einer zunehmenden Neigung zu
Instabilitäten zu rechnen. Da die dynamische Steiﬁgkeit durch die Abnahme
des Umgebungsdruckes sinkt, ist im Allgemeinen die Gefahr eines instabilen
Betriebsverhaltens in einer Vakuumumgebung größer. Daher ist die Ausle-
gung der Gasführungselemente für hochvakuumtaugliche Positioniersysteme
im Hinblick auf ein stabiles Betriebsverhalten notwendig.
Ein wichtiger Kennwert für die Auslegung der Dicht- und Absaugstruktur
ist der Gasverbrauch der Elemente. Durch die Reduzierung des Umgebungs-
druckes erhöht sich der Gasverbrauch. Der Anstieg kann ebenfalls durch eine
Referenzrechnung mit Gleichung 3.5 abgeschätzt werden.
Eine Erhöhung des Speisegasdruckes führt zu einem Anstieg des Gasver-
brauches, der stärker ausfällt als der Anstieg der Tragkraft. Die Verwendung
von hohen Speisegasdrücken für hochvakuumtaugliche Positioniersysteme ist
daher nicht vorteilhaft. Gasverbrauch und Tragkraft erhöhen sich durch die
Reduzierung des Umgebungsdruckes im gleichen Maße.
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Die Kippsteiﬁgkeit der Gasführungselemente weist durch den Übergang
in eine Vakuumumgebung höhere Werte auf. Der Anstieg kann für kleine
Kippwinkel nach Gleichung 3.10 aus der Radialsteiﬁgkeit der Elemente ab-
geschätzt werden.
Es konnte gezeigt werden, dass sowohl der Speisegasdruck als auch der
Umgebungsdruck einen Einﬂuss auf die Druckverteilung im Lagerspalt hat.
Aus diesem Grund ist es für die Auslegung eines vakuumtauglichen gasge-
führten Positioniersystems nicht ausreichend, die Eigenschaften der zylin-
drischen Führungselemente für Atmosphärenanwendungen durch einen kon-
stanten Relativdruck (ps− pk) auf den reduzierten Umgebungsdruck zu über-
tragen.
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3.4 Dämpfung
Die in Abschnitt 2.4 dargelegte Theorie zeigt, dass das Dämpfungsverhalten
von Gasführungselementen nichtlinear ist. Die Ursache der Nichtlinearität
liegt in dem nicht konstanten Abklingkoefﬁzient δ und der nicht konstanten
Eigenkreisfrequenz ω0. Beide Dämpfungsparameter sind abhängig von der
Auslenkungsamplitude des Systems.
Aus den theoretischen Grundlagen und aus vorliegenden Literaturquellen
werden Anforderungen an den experimentellen Versuchsstand abgeleitet.
Die nichtlinearen Glieder der Bewegungsgleichung, das Dämpfungsglied
und das Rückstellglied, sind nach Untersuchungen von Schroter [27] an ebe-
nen Lagerelementen mit oberﬂächenverdichteter poröser Einlassdrossel nur
für sehr kleine Amplituden (< 0,1 μm) als linear anzusehen.
Bäuml [28] untersucht neben den Tragkraft- und Steiﬁgkeitsverläufen von
ebenen Gaslagerelementen auch die Dämpfungseigenschaften. Es wird an-
genommen, dass bei einer Anregung des Systems durch die Überlagerung
einer statischen und einer dynamischen Last für die exakte Bestimmung der
Dämpfung das Modell eines Mehrmassenschwingers notwendig ist. Der Ein-
satz von Gewichten für die Realisierung der statischen Last wird als ungünstig
beschrieben. Durch verschiedene Massestücke treten einerseits sehr viele me-
chanische Schnittstellen auf, die nach [28] vermieden werden sollen, da sie
die Ermittlung der Dämpfung erschweren. Andererseits ist ein starker Impuls
notwendig, um eine große Masse dynamisch zu erregen. Um den Einﬂuss
der dynamischen Krafteinleitung zu berücksichtigen, müssen die Steiﬁgkei-
ten und Dämpfungen der Koppelstellen zwischen Krafteinleitung und System
bekannt sein. Sie wurden von Bäuml sehr aufwendig experimentell als auch
analytisch bestimmt. Dennoch zeigen sich keine guten Übereinstimmungen
zwischen den experimentell gemessenen und den berechneten Eigenfrequen-
zen [28]. Die Beeinﬂussung der Messergebnisse durch die Ankopplung an
den Erreger ist nicht vernachlässigbar.
Ein wichtiges Fazit der Untersuchungen von Talukder [38] des ”Air-
hammer”-Verhaltens von zylindrischen Gasführungselementen ist der Ein-
ﬂuss der externen Dämpfung des Versuchsstandes auf die erhaltenen Ergeb-
nisse. Es wurde ein Einﬂuss der Kabel der verwendeten kapazitiven Senso-
ren, der Schläuche zur Speisegaszufuhr als auch der Befestigungsmethode




Unter Berücksichtigung der genannten Untersuchungsergebnisse lassen
sich folgende Anforderungen an den Dämpfungsversuchsstand ableiten.
1. Auslenken|| des Gasführungselementes senkrecht zur Führungsrichtung
mit kleinen Amplituden.
2. Erzeugung einer sprungförmigen Anregung und Aufnahme der Sprun-
gantwort in Auslenkungsrichtung zur Ermittlung der Dämpfung. Eine
einmalige sprungförmige Anregung ermöglicht das freie Ausschwin-
gen des Systems, ohne dass eine ständige mechanische Anbindung zur
Krafteinleitung notwendig ist.
3. Einﬂuss durch externe Dämpfung minimieren.
4. Sehr steife Anbindung der mitbewegten Schnittstellen. Durch eine Rei-
henschaltung von Steiﬁgkeiten in gleichen Größenordnungen ergibt
sich die Eigenkreisfrequenz des schwingenden Systems aus der kom-
binierten Steiﬁgkeit.
Folgend wird der Aufbau des Versuchsstandes VS2 detailliert beschrieben
und die Durchführung der Untersuchungen sowie die Auswertung der Ergeb-
nisse dargestellt. Eine Übersicht des Aufbaus und der Durchführung wurde
mit ersten Ergebnissen in [84] zusammengefasst.
3.4.1 Aufbau des Versuchsstandes VS2
Zur Bestimmung der Dämpfungseigenschaften der Gasführungselemente
wird der in den Abbildung 3.22 bis 3.24 dargestellte Versuchsstand VS2 ge-
nutzt. Im Gegensatz zum VS1 ist der Zylinder gestellfest aufgenommen und
die Buchse wird ausgelenkt. Die Alternative einer deﬁnierten dynamischen
Auslenkung des Zylinders ist regelungs- und montagetechnisch aufwendi-
ger, da hierfür geometriebedingt zwei Krafteinleitungspunkte notwendig sind.
Um den keramischen Zylinder steif aufzunehmen, wird eine Zylinderhalte-
rung, bestehend aus zwei Ständern, auf der Grundplatte des Versuchsstandes
verschraubt (siehe Abbildung 3.24). Die Ständer sind mit einer V-Nut verse-
hen, die in einer Aufspannung spanend bearbeitet wurde. Nach der spanenden
||Auslenken beschreibt die Relativbewegung zwischen Buchse und Zylinder durch das Ein-
leiten einer externen Kraft
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Abbildung 3.22: Technisches Prinzip des VS2 (links Vorderansicht, rechts
Seitenansicht)
Fertigung der Ständer wurde durch iteratives Messen auf einer Dreikoordina-
tenmessmaschine (Daten siehe Tabelle D.2 des Anhanges) und manuelles Po-
lieren eine Ebenheitsabweichung der Auﬂageﬂächen im Kontaktbereich von
ca. 8 μm und eine Rauheit kleiner 0,1 μm rms realisiert. Nach dem Einlegen
des Zylinders in die V-Nut erfolgt die Aufnahme durch das Verschrauben mit
einer planen Gegenplatte über drei Linienkontakte je Ständer.
Die Aufnahme des Zylinders führt zu lokalen Spannungen innerhalb des
Zylinders. Eine alternative Anbindung durch eine stoffschlüssige Verbindung
(z.B. Kleben, Löten) ermöglicht eine ﬂächige Verteilung der Kraft und ei-
ne spannungsarme Aufnahme, ist jedoch für die geplante Untersuchung ver-
schiedener Buchsen aus montagetechnischen Gründen nicht umsetzbar. Um
die zulässigen Spannungen innerhalb des Zylinders durch die Verschraubung
nicht zu überschreiten, wurde in einem Vorversuch das maximal zulässi-
ge Drehmoment zum Anziehen der Befestigungsschrauben ermittelt. Dazu
wurde ein Zylinderabschnitt mit vergleichbarer Geometrie in einem Stän-
der aufgenommen und das Anziehmoment der vier Verbindungsschrauben in
0,05Nm Schritten gleichmäßig erhöht, bis der Zylinder bei Mmax = 1,15Nm
mechanisch zerstört wurde. Im Versuchsablauf wurde das Drehmoment M auf
Mmax/2 begrenzt, um eine Zerstörung des Zylinders auszuschließen.
Die Ermittlung des Dämpfungsverhaltens wird durch die Auslenkung der
Buchse und die Auswertung des Bewegungsverhaltens der Buchse nach der
Auslenkung realisiert. Die Auslenkung soll senkrecht zur Führungsrichtung






















Abbildung 3.24: Abbildung des VS2
aus dem erhaltenen Schwingungsverlauf das Dämpfungsverhalten des Sy-
stems zu ermitteln. Hierzu ist es notwendig, die zwei Freiheiten des Gas-
führungselementes (Translation in y, Rotation um y) während der Messung
zu binden. Dies ist unter besonderer Berücksichtigung der Anforderung 3 an
eine geringe externe Dämpfung umzusetzen.
In Vorversuchen wurden verschiedene Varianten untersucht, um diese Auf-
gabe zu erfüllen. Die translatorische Bewegung wurde durch die Anbindung
von Zugfedern unterbunden. Die Richtung der Kraftvektoren der Federn ent-
sprach der Richtung der freien translatorischen Bewegung. Eine rotatorische
Bewegung um y wurde per Gravitationskraft durch eine an das Gehäuse der
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Buchse angebrachte Zusatzmasse unterbunden. Auslenkungstests ergaben je-
doch eine starke Neigung des Systems zu sich überlagernden Schwingun-
gen. Es wurden zusätzlich zu der Schwingung in Auslenkungsrichtung auch
Schwingungen in Richtung der Symmetrieachse sowie Kippschwingungen
um die orthogonalen Achsen detektiert. Die Einstellung des Kraftangriffs-
punktes im Bezug zum Schwerpunkt des Systems führte zu einer Verringe-
rung der Amplituden in den zusätzlichen Schwingungsrichtungen. Auch mit
der optimierten Ausrichtung lagen die Amplituden weiterhin in vergleichba-
ren Größenordnungen. Eine Trennung der Schwingungsanteile zur Ermitt-
lung des gesuchten Schwingungsverhaltens in Auslenkungsrichtung ist nicht
mit hinreichender Genauigkeit möglich.
Durch den umgesetzten Aufbau sollen die peripheren Schwingungsrich-
tungen des Systems minimiert werden, ohne Einﬂüsse durch mechanische
Schnittstellen (Anforderung 3 und 4) zu erzeugen. Da dies mit der gegebenen
Außengeometrie der zu untersuchenden Buchse (im Folgenden als Haupt-
buchse bezeichnet) nicht möglich ist, wird eine Hauptbuchsenhalterung ge-
nutzt, die wiederum durch V-Nut und Ebene über drei Linienkontakte mit
der Hauptbuchse verschraubt wird, siehe Abbildung 3.25. Um Verformungen
der Führungsﬂäche aufgrund der eingebrachten mechanischen Spannungen
durch das Verschrauben der beiden Halbschalen der Hauptbuchsenhalterung
zu minimieren, wurde zwischen den Montageschritten die Zylinderformab-
weichung der Führungsﬂäche auf einer Dreikoordinatenmessmaschine über-
prüft. Die maximale Änderung der Zylinderformabweichung für die drei
montierten Baugruppen (Buchse A - Buchse C, siehe Tabelle 3.1) betrug
1,5μm. Die Schrauben wurden hierbei mit ca. 0,2Nm angezogen und durch
eine Klebung gegen selbstständiges Lösen gesichert.
Zusätzlich ist an der Hauptbuchsenhalterung ein hohler Hilfszylinder an-
gebracht, der als Führungsgegenpart einer senkrecht zur Hauptbuchsenach-
se angeordneten Hilfsbuchse genutzt wird (siehe Abbildung 3.25). Es wer-
den die zwei Freiheiten der Hauptbuchse gebunden. Unter Berücksichtigung
der Grüblerschen Gleichung [85] kann der Freiheitsgrad B dieser Anordnung
durch die Anzahl der starren Glieder w = 2, die Anzahl der Gelenke g = 2


















Abbildung 3.25: Abbildung der Baugruppe Hauptbuchse, Hauptbuchsenhal-










Abbildung 3.26: Abbildung der Baugruppe Hilfsbuchse und Hilfsbuchsen-
halterung VS2
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Es ergibt sich eine zweifach überbestimmte Anordnung dieses Aufbaus.
Dabei handelt es sich um die Translation in x und die Rotation um die x-Achse
(vgl. Koordinatensystem in Abbildung 3.22). Zum Ausgleich der Überbe-
stimmtheiten muss eine Anzahl von Sonderabmessungen J basierend auf La-
getoleranzen, Justieren oder Selbsteinstellung eingehalten werden [9]. Für
den Aufbau des Versuchsstandes VS2 sind hier speziell die Kombination aus
Justage und Selbsteinstellung der relativen Position der Hilfsbuchse und der
Hauptbuchse sowie die Lagetoleranz zwischen der Achse des Hilfszylinders
und der Achse der Hauptbuchse zu nennen.
Die translatorische Ausrichtung in x erfolgt während der Einrichtung des
Versuchsstandes durch die Justage der Position der Hilfsbuchsenhalterung.
Die Hilfsbuchse steht senkrecht zu der Hauptbuchse und ist über vier ela-
stische O-Ringe mit der Hilfsbuchsenhalterung verbunden, siehe Abbildung
3.24 und 3.26. Da ein mechanischer Kontakt zwischen Hilfsbuchse und Hilfs-
zylinder verhindert werden muss, ist bei Annahme einer ideal konzentrischen
Ausrichtung der Hilfsbuchsenachse und der Hilfszylinderachse eine Justage-
genauigkeit im Bereich der konzentrischen Lagerspalthöhe des Hilfsgasfüh-
rungselementes von ca. 15 μm notwendig. In die Hilfsbuchsenhalterung wird
zusätzlich ein Festkörpergelenk (FKG1) eingearbeitet, wodurch eine rotato-
rische Bewegung der Hilfsbuchse in der x− z Ebene ermöglicht wird (siehe
Abbildung 3.26). Durch diese Anordnung ist auch bei der Überschreitung
der Justagegenauigkeit kein mechanischer Kontakt zu erwarten, da sich der
Hilfszylinder und die Hilfsbuchse durch die jeweilige rotatorische Freiheit
der Hauptbuchse und des FKG1 zueinander ausrichten können. Das Festkö-
pergelenk wurde so dimensioniert, dass die Kippsteiﬁgkeit der verwendeten
Hilfsbuchse dreifach höher ist als die Kippsteiﬁgkeit des FKG. Durch die
Selbstjustage des FKG1 wird eine kollineare Ausrichtung der Achsen der
Hilfsbuchse und des Hilfszylinders begünstigt. Zusätzlich unterstützt wird
dieser Mechanismus durch die Elastizität der O-Ringe zwischen Hilfsbuch-
se und Hilfsbuchsenhalterung. Durch diese Maßnahmen ist es möglich, den
Bereich der einzuhaltenden Justagegenauigkeit zwischen Hilfsbuchse und
Hauptbuchse auf ca. 350 μm zu erweitern.
Die Überbestimmtheit bezüglich der rotatorischen Bewegung um die x-
Achse muss ebenfalls durch die Ausrichtung zwischen Hilfsbuchse und Hilfs-
zylinder ausgeglichen werden. Hierzu ist es notwendig, die Achse des Hilfs-
zyinders rechtwinklig zu der Achse der Hauptbuchse auszurichten. Aus den
geometrischen Abmessungen der Kombination A ergibt sich ein maximal zu-
lässiger, theoretischer Kippwinkel zwischen Hauptbuchse und Hauptzylinder
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von ϕHaupt = 0,29mrad. Aus den Kippsteiﬁgkeitsuntersuchungen in Ab-
schnitt 3.3 lässt sich für diesen Winkel ein notwendiges Moment von ca.
4,5Nm ermitteln. Aus der Kippsteiﬁgkeit der Hilfsbuchse von ck,Hil f s =
2,8Nm/mrad [81] ergibt sich das maximale Kippmoment der Hilfsbuchse
von 1,7Nm bei einem maximalen Kippwinkel von ca. ϕHil f s = 0,60mrad.
Durch das maximal auftretende Kippmoment der Hilfsbuchse wird der ma-
ximale Kippwinkel ϕHaupt nicht erreicht. Nur eine zusätzliche Kraftkompo-
nente, verursacht durch einen mechanischen Kontakt der Führungsﬂächen
von Hilfsbuchse und Hilfszylinder, erhöht das Kippmoment. Der mechani-
sche Kontakt wird verhindert, wenn der projizierte Winkel ϕ zwischen der
Symmetrieachse der Hauptbuchse und der Symmetrieachse des Hilfszylin-
ders in der y− z Ebene π/2 beträgt und die maximal auftretende Winkelab-
weichung kleiner ϕHil f s ist. Die Justage dieses Winkels erfolgt mit Hilfe ei-
ner Vorrichtung und einer Dreikoordinatenmessmaschine. Hierfür wird die
Symmetrieachse der Hauptbuchse durch eine taktile Anmessung der Füh-
rungsﬂäche bestimmt. Die Zylinderﬂäche des Hilfszylinders wird ebenfalls
taktil angemessen und der auf die y− z Ebene projizierte Winkel ϕ zwischen
den beiden erhaltenen Achsen ausgegeben. Als Zielwert der Justage wird ein
Winkel von ϕSoll = 0,06mrad festgelegt. Das enstspricht 10% des maxima-
len Kippwinkels ϕHil f s. Dadurch wird das maximal auftretende Moment auf
0,17Nm begrenzt, was einer Verkippung zwischen Hauptbuchse und Haupt-
zylinder von ca. 0,01mrad entspricht. Die so erhaltene Lagebeziehung wird
durch Justierkleben ﬁxiert. Kontrollmessungen nach der Justierklebung erga-
ben einen maximalen Winkel für Buchse A von ϕA = 0,056mrad, für Buchse
B von ϕB = 0,043mrad und von Buchse C von ϕC = 0,010mrad.
Die deﬁnierte Winkellage zwischen Hilfszylinder und Hilfsbuchse bezüg-
lich der Rotation um die x-Achse wird ebenfalls durch ein Festkörpergelenk
(FKG2) unterstützt. Durch eine rotatorische Bewegung der Hilfsbuchse in der
y− z Ebene durch das FKG2 wird die kollineare Ausrichtung von Hilfszylin-
der und Hilfsbuchse begünstigt. Kontrollmessungen mit der in der Abbildung
3.26 dargestellten Variante weisen eine Kippschwingung der Hauptbuchse in
der y− z Ebene auf, die eindeutig auf das FKG2 zurückgeführt werden kann.
Aus diesem Grund wird das Design angepasst und die rotatorische Bewe-
gung in der y− z Ebene gesperrt. Das angepasste Design der Hilfsbuchsen-
halterung umfasst ausschließlich das FKG1. Vergleichsmessungen zwischen
dem ursprünglichen und dem angepassten FKG-Design zeigen, dass keine
Beeinﬂussung der Bewegung in z-Richtung auftritt. Es wird davon ausge-
gangen, dass zwischen den Achsen der Hilfsbuchse und des Hilfszylinders
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eine nahezu kollineare Ausrichtung vorliegt. Für die experimentellen Unter-
suchungen wird das angepasste Design der Hilfsbuchsenhalterung verwendet.
Die Auslenkung der Hauptbuchse zur Bestimmung der Dämpfungspara-
meter soll nach Anforderung 1 und 3 durch eine kleine Auslenkungsamplitu-
de erfolgen, wobei die Krafteinleitung während des Ausschwingens** keine
störenden Kraftkomponenten verursachen soll. Für die Einrichtung des Ver-
suchsstandes ist es notwendig, die Position des Kraftangriffspunktes koinzi-
dent zu der z-Achse einzustellen, um keine störenden Momente zu erzeugen.
Die Übertragung der Kraft durch ein Zugmittel (zum Beispiel durch einen
Seilzug), welches während der Ausschwingphase des Systems nur eine sehr
geringe Gewichtsbelastung darstellt, kann diese Anforderung erfüllen. Ei-
ne Klemmvorrichtung, welche die Kraftübertragung zwischen Seilzug und
Aktor während der Belastung herstellt, kann bei der gewünschten Auslen-
kungsamplitude gelöst werden und die mechanische Trennung vornehmen.
Nachteilig an diesem Konzept ist die anschließend manuell herzustellende
Verbindung von Seilzug und Aktor, was für Messungen unter Vakuum ein
Öffnen der Kammer nach jedem Versuch bedingt. Weiterhin ist die Positionie-
rung des Angriffspunktes des Seilzuges zu dem Schwerpunkt der Hauptbuch-
se während der Einrichtung des Versuchsstandes aufgrund des beschränkten
Bauraumes des Versuchsaufbaus aufwendig. Hierfür ist eine justierbare Be-
festigung des Seilzuges an der Schnittstelle zur Hauptbuchsenhalterung not-
wendig.
Das im Versuchsstand umgesetzte Konzept sieht die Nutzung eines piezo-
keramischen Aktors vor (Kennwerte siehe Tabelle D.3 des Anhanges), der
auf einer gestellfesten x− y- Positioniervorrichtung befestigt ist. Der Aktor
kann zur Einstellung des Kraftangriffspunktes innerhalb des hohlen Hilfszy-
linder positioniert werden (siehe Abbildung 3.23). Die Schnittstelle zwischen
Aktor und Hauptbuchsenhalterung wird als Ebene-Kugel-Kontakt ausgeführt,
um eine deﬁnierte Position der Krafteinleitung gewährleisten zu können. Die
Auslenkung der Hauptbuchse erfolgt hierbei taktil in z-Richtung durch die
spannungsgeregelte Ansteuerung des Aktors. Das freie Ausschwingen der
Hauptbuchse wird durch das schnelle Zurückziehen des Aktors sichergestellt.
Der Nachweis des freien Ausschwingens des Systems erfolgt durch den Ver-
gleich des Bewegungsverhaltens des Piezoaktors und der Buchse. Dieser Ver-
gleich ist im Anhang in Kapitel B dargestellt.
**Als Ausschwingen wird der zeitliche Verlauf der freien Bewegung der Buchse nach dem




Die Anforderung 4 nach einem steifen Gesamtaufbau kann durch die Be-
trachtung der Einzelsteiﬁgkeiten der Schnittstellen im Kraftﬂuss kontrolliert
werden. Die maximal auftretende Kraft wird durch die Anforderung 1 an eine
geringe Auslenkungsamplitude bestimmt. Aus den Untersuchungsergebnis-
sen in Abschnitt 3.3 kann für die maximal verwendete Auslenkungsamplitu-
de von 2,5μm durch eine Steiﬁgkeit der Kombinationen von ca. 40N/μm eine
maximale Belastung der Schnittstellen von ca. 100N abgeleitet werden.
Die mechanischen Schnittstellen zwischen der Hauptbuchse und der
Hauptbuchsenhalterung weisen eine Steiﬁgkeit im Bereich von 2,5kN/μm
auf, welche auf Grundlage der Hertz’schen Flächenpressung durch die ent-
stehende Kontaktzone zwischen Zylinder und Ebene ermittelt wurde. Im Ver-
gleich zu der Steiﬁgkeit des Gasführungselementes kann der Einﬂuss durch
diese Schnittstelle vernachlässigt werden.
Die Steiﬁgkeit des Kontaktbereiches zwischen Hauptzylinder und Hal-
terung liegt ebenfalls im kN/μm Bereich, weshalb dieser Einﬂuss auf das
Gesamtsystem nicht betrachtet wird. Die Verschraubung des Zylinders zur
Klemmung in der Halterung erfolgt durch M4 Edelstahlschrauben. Die Stei-
ﬁgkeit dieser Verbindung liegt bei ca. 800N/μm und entspricht circa dem
20-fachen der Steiﬁgkeit der untersuchten Gasführungselemente.
Die Durchbiegung des Hauptzylinders wird unter der Annahme einer fe-
sten Einspannung im Bereich der Halterung und einer Krafteinleitung von
100N im Bereich der Führungsﬂäche für eine Auslenkungsamplitude von
za = 2,5 μm berechnet. Die FEM-Simulation ergibt Durchbiegungen von
maximal 0,11μm im Zentrum des Zylinders und 0,03μm im Randbereich.
Durch die ausgleichende Wirkung des Gasﬁlmes liegt der Betrag der resultie-
renden Verschiebung der Buchse zwischen den beiden angegeben Werten und
somit in einem Bereich zwischen 4,4% und 1,2% der Auslenkungsamplitu-
de. Eine experimentelle Unterlegung der Berechnung ist erfolgt und wird im
Anhang im Kapitel B beschrieben.
Die Sprungantwort wird durch gestellfest angebrachte kapazitive Ab-
standssensoren erfasst. Die Anordnung der Sensoren ist in Abbildung 3.27
dargestellt und die wichtigsten Kennwerte sind in Tabelle D.5 des Anhan-
ges aufgeführt. Das Messsignal wird über einen Vorverstärker und über einen
schnellen A/D Umsetzer an einen Controller weitergeleitet. Hier wird das Si-
gnal durch eine Auswertesoftware mit einer Abtastfrequenz von bis zu 32 kHz
aufgezeichnet.
Zur Durchführung der Untersuchungen an Normalatmosphäre und unter
Vakuumbedingungen wird der in Abbildung 3.24 dargestellte Aufbau mit
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Abbildung 3.27: Sensoranordnung im VS2
einer Grundplatte in der Vakuumkammer befestigt. Die Ausrichtung der Ach-
se des gestellfesten Hauptzylinders erfolgt hierbei senkrecht zum Gravitati-
onsvektor. In Vorbereitung der Messungen wird die Position der Hilfsbuchse
in x-Richtung relativ zur Hauptbuchse eingerichtet. Dies erfolgt durch eine
iterative Abfolge von Probemessungen und Justageschritten, wobei sicher-
gestellt wird, dass kein mechanischer Kontakt zwischen Hilfszylinder und
Hilfsbuchse auftritt.
Die Position des Aktors wird mit Hilfe der x− y Positioniervorrichtung
justiert, bis die Verkippung um die x-Achse und um die y-Achse während
des Auslenkens der Hauptbuchse minimal ist. Durch eine höheneinstellbare
Aufnahme des Aktors ist eine Anpassung des Stellweges an die z - Position
der Hauptbuchse möglich.
3.4.2 Durchführung und Auswertung
Die Abklingkonstante und die Eigenkreisfrequenz der Gasführungselemen-
te werden nach einer sprungförmigen Anregung aus der Systemantwort be-
stimmt. Die variierten Parameter während der experimentellen Untersuchun-
gen sind der Speisegasdruck der Hauptbuchse ps, der Umgebungsdruck pk,
die Auslenkungsamplitude der Sprungfunktion in z - Richtung za und die
konzentrische Spalthöhe h0 durch die Nutzung der Elementkombinationen A
- C (siehe Tabelle 3.1). Der Speisegasdruck der Hilfsbuchse pHilfss wird nicht




Die Obergrenze der gewählten Werte von za wird unter Berücksichtigung
real auftretender Belastungsfälle festgelegt. Um Auslenkungsamplituden im
Bereich von 2,5 μm zu erreichen, sind Belastungen von ca. 100N pro Gasfüh-
rungselement notwendig. Für hochgenaue Positioniersysteme sind sprung-
hafte Belastungsänderungen während des Betriebes in diesem Bereich nicht
typisch. Die Untergrenze der Werte für za von 0,025 μm wird nach Vorversu-
chen festgelegt. Für kleinere Auslenkungsamplituden ist das Signal-Rausch-
Verhältnis sehr hoch und die Dämpfungsparameter unterliegen einer großen
Standardabweichung.








Die Messungen an Normalatmosphäre erfolgen mit geöffneter Vakuum-
kammer. Für die Messungen unter Vakuumbedingungen wird die Kam-
mer evakuiert. Der Kammerdruck während der Messungen beträgt pk =
1500Pa+800Pa−700Pa und liegt ca. 500 Pa über den Druckwerten des VS1. Verursacht
wird der Druckanstieg durch den zusätzlichen Massestrom der Hilfsbuchse.
Der erreichte Kammerdruck ist vergleichbar mit dem Druck in der ersten Ab-
saugstufe des in Abschnitt 3.2 beschriebenen Dichtsystems. Die ermittelten
Werte der experimentellen Untersuchungen können direkt auf einen Aufbau
mit mehrstuﬁgem Dichtsystem übertragen werden.
In der Ausgangslage besteht bei unterbrochener Speisegaszufuhr mechani-
scher Kontakt zwischen der Hauptbuchse und dem Hauptzylinder. Das Aus-
heben erfolgt durch das Anlegen des Druckes ps an die Hauptbuchse. Der
Speisegasdruck der Hilfsbuchse pHilfss sorgt während der gesamten Messung
für eine deﬁnierte Lage des Systems. Im ausgehobenen Zustand wird die
Hauptbuchse nur durch das Eigengewicht des Aufbaus von ca. 750g belastet,
was einer speisegasdruck- und umgebungsdruckabhängigen Exzentrizität von
ca. 0,2μm− 0,5μm entspricht. Die Position im ausgehobenen Zustand wird
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als Referenzlage deﬁniert, da nach der Sprunganregung das System wieder
in diesen Gleichgewichtszustand zurückkehrt. Alle Sensorwerte werden auf
diese Lage bezogen.
Die experimentelle Ermittlung der Buchsenposition während der Auslen-
kung auf za erfolgt durch den Mittelwert Z¯. Dieser entspricht der Positions-
änderung des Kraftangriffspunktes†† in z-Richtung und wird aus dem arith-
metischen Mittel des Signals von Z1 und dem arithmetischen Mittelwert der








Die Bewegung des Aktors auf die Auslenkungsamplitude za erfolgt durch
eine stufenförmige Rampe, wobei die Position der Buchse je Stufe für ca.
50ms konstant ist (siehe Abbildung 3.28 (a)). Es kann aufgrund der schritt-
weisen Positionsänderung und der Verweilzeit in dieser Position zum Zeit-
punkt direkt vor der Einleitung des Sprunges von einer quasistationären Strö-
mung im Lagerspalt ausgegangen werden.
Die Aufzeichnung der Messwerte beginnt unmittelbar vor der Auslenkung
der Buchse aus der Referenzlage. Nach dem Zurückziehen des Aktors be-
wegt sich die Buchse aufgrund der geänderten Belastungsverhältnisse aus der
ausgelenkten Gleichgewichtslage wieder in die Referenzlage. Nach dem Er-
reichen der Referenzlage wird die Messwertaufzeichung beendet. Für stati-
stische Auswertungen wird die beschriebene Messfolge für jede Parameter-
kombination zehnmal durchgeführt.
Am Beispiel der Kombination B und den Parametern ps = 400kPa; pk =
100kPa und za = 0,5μm wird in Abbildung 3.28 die Auslenkung und das
Ausschwingverhalten durch die Signale der Abstandssensoren (siehe Abbil-
dung 3.27) dargestellt. Die Signale Z2 und Z3 verlaufen während der Aus-
lenkung auf za gleichmäßig. Die größte relative Abweichung zwischen den
Messsignalen beträgt Z3−Z2 = 0,02 · za. Daraus ergibt sich eine maximale
Verdrehung um die y-Achse von Ry = 0,56μrad. Der Vergleich der Sensor-
werte von Z1 und Z2 beziehungsweise Z3 ergibt im Bereich der maximalen
Auslenkung eine Differenz von Z1− Z2 = 0,15 · za. Die resultierende Dre-
hung um die x-Achse beträgt Rx = 1,09μrad. Die Sensorwerte von X1 und
X2 zeigen während des Auslenkens eine gleichmäßige Positionsänderung.
††Der Kraftangriffspunkt entspricht dem Kontaktpunkt von Aktor und Hauptbuchsenhalte-
rung während der Auslenkung.
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(a) Auslenkung Gesamt





















Zeit t / s
(b) Auslenkung Ausschnitt
Abbildung 3.28: Sensorsignale (siehe Abbildung 3.27) während Auslenkung
von Kombination B aus Referenzlage (za = 0,5μm; ps =
400kPa; pk = 100kPa)
Der Absolutbetrag der Auslenkung in x beträgt maximal 0,08 · za. Der Betrag
der Positionsänderung wird teils durch eine Verschiebung des Aufbaus in x
(0,07 · za) und teils durch die Rotation um y (0,01 · za) verursacht. Der ro-
tatorische Fehleranteil wird durch die Sensorposition von Sensor X1 und X2
verursacht. Bedingt durch die Geometrie der Hauptbuchsenhalterung liegen
die Sensoren nicht in der x− y Ebene. Die Differenz zwischen den Signalen
ist mit X1−X2 < 0,01 · za sehr gering. Es ergibt sich während der Auslen-
kung eine vernachlässigbare rotatorische Bewegung um z von Rz = 0,09μrad.
Die Sensorwerte von Y ergeben sich ebenfalls durch eine Kombination der
Translation in y und der Rotation um x. Der Betrag der Positionsänderung in
y während des Auslenkens liegt bei 0,5 · za. Durch die Rotation um x ergibt
sich ein Anteil von 0,08 · za an dieser Positionsänderung. Die Auswirkung
des translatorischen Bewegungsanteils in y-Richtung auf das Dämpfungsver-
halten kann als gering eingeschätzt werden, da keine Änderung der Lager-
spalthöhe verursacht wird und somit kein direkter Einﬂuss auf den Gasﬁlm
vorliegt.
Aus der Betrachtung der Bewegungen in den einzelnen Freiheiten er-
gibt sich die Schlussfolgerung, dass die Fehlereinﬂüsse der Bewegung in x-
Richtung und der Rotation um die z-Achse auf die Auslenkung in z-Richtung
sehr gering sind. Dies wird durch Berechnungen für unterschiedliche Wer-
te von za bestätigt. Bedingt durch eine begrenzte Anzahl von elektrischen
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Durchführungen durch die Kammerwand der Vakuumkammer und durch die
ebenfalls begrenzte Anzahl von aufzeichenbaren Signalen durch den verwen-
deten Controller werden während der Messungen die Signale der Sensoren
Z1, Z2, Z3 und Y aufgezeichnet. Zusätzlich wird der Gasverbrauch der Buch-
se und der Speisegasdruck während der Messung aufgenommen.
Die analytische Beschreibung des Dämpfungsverhaltens der Hauptbuch-
se erfolgt auf Grundlage des Verlaufes von Z¯ (siehe Gleichung 3.12) wäh-
rend des Ausschwingens. Der Zeitpunkt des Rückzuges des Piezoaktors wird
als t = 0 deﬁniert. Der Vergleich von Abbildung 3.28 (b) mit den Verläu-
fen aus den theoretischen Betrachtungen (siehe Abbildung 2.9) lässt auf eine
sehr starke Dämpfung des Systems schließen, da die Position des Systems
nach einmaliger Überschreitung der Referenzlage eine asymptotische Annä-
herung an die Referenzlage aufweist. Der Verlauf eines schwach gedämpften
Systems würde ein mehrmaliges Überschwingen über die Referenzlage er-
warten lassen.
Unter Berücksichtigung der vorliegenden Randbedingungen während der
experimentellen Erfassung der Signale kann die Bewegungsgleichung des Sy-
stems aufgestellt werden. Als erste Randbedingung liegt eine Anfangsauslen-
kung von z(t = 0) = za vor. Die zweite Randbedingung ist die Anfangsge-
schwindigkeit des Systems. Die reale Geschwindigkeit des Systems vor dem
Zurückziehen des Aktors ist null. Durch das Ausheben des Systems aus der
Referenzlage für die Einleitung der Sprungfunktion erfolgt eine Änderung
der Druckverteilung innerhalb des Lagerspaltes. Das Verhalten des Druckpro-
ﬁls kann für schnelle Spalthöhenänderungen durch eine polytrope Zustands-
änderung nach Gleichung 2.66 beschrieben werden. Daraus lässt sich eine
dynamische Steiﬁgkeit des Systems ableiten, die größer ist als die statische
Steiﬁgkeit (siehe Abbildung 3.14). Durch diesen Gasfedereffekt entsteht eine
Kraftkomponente, die in einem kurzen Zeitabschnitt auf das System wirkt.
Da die Steiﬁgkeit als auch die Dämpfung des Gaslagerelementes durch die
Druckverteilung im Lagerspalt und die Eigenschaften des Gases bestimmt
werden, kann die Sprunganregung der Buchse mit dem theoretischen Modell
der sprungförmigen Fußpunktanregung von Feder- und Dämpfer nach [79]
beschrieben werden. Wie bereits im Abschnitt 2.4 diskutiert wurde, ergibt
sich aus diesem Modell durch die impulsförmige Anregung des Dämpfers
eine Anfangsgeschwindigkeit z˙(t = 0) = z˙a für das System.













ergibt sich die erste Ableitung zur Ermittlung der Anfangsgeschwindigkeit




















Die Randbedingung für die Anfangsauslenkung
z(t = 0) = za = A1+A2 (3.15)
kann in die Beschreibung der Anfangsgeschwindigkeit













eingesetzt werden und ergibt
z˙a =−zaδ − (2A2− za)
√
δ 2−ω20 . (3.17)
Unter Verwendung des Kosinus Hyperbolicus cosh(x) = 1/2(ex + e−x) und
des Sinus Hyperbolicus sinh(x) = 1/2(ex− e−x) ergibt sich aus Gleichung






















Die unter 2.4 genannten Einschränkungen infolge der Nichtlinearität des
Systems sind weiterhin gültig.
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Die Gleichung 3.18 wird genutzt, um mit Hilfe einer Fitprozedur ‡‡ aus
den experimentell gewonnenen Werten eine analytische Beschreibung für den
Verlauf der Sprungantwort abzuleiten. Unter Vorgabe des Parameters za wer-
den die Werte der Anfangsgeschwindigkeit z˙a sowie des Abklingkoefﬁzienten
δ und der Eigenkreisfrequenz ω0 ermittelt, indem die Summe der Fehlerqua-
drate zu Z¯ minimiert wird.
Der Zeitpunkt t = 0 des Zurückziehens des Aktors als exakte Startzeit ist
in den aufgenommenen Messdaten nicht hinterlegt. Es wird daher der Verlauf
von Z¯ betrachtet und der Zeitpunkt der Signaländerung bestimmt, der durch
das Zurückziehen verursacht wird. Hierfür ist die Abgrenzung der Signalän-
derung zu dem vorhandenen Sensorrauschen notwendig. Die Auﬂösung der
verwendeten kapazitiven Sensoren liegt bei 2 nm. Der Grenzwert zur Bestim-
mung des Startzeitpunktes wurde auf 5nm festgelegt. Ist die Änderung des
Signales innerhalb eines Zeitintervalls§§ größer als der Grenzwert, wird die-
ser Messwert als t = 0 deﬁniert.
In Abbildung 3.29 (a) ist für die Kombination B eine exemplarische Mes-
sung der Sprungantwort bei einer Anfangsauslenkung von za = 0,1μm darge-
stellt. Die Messdaten wurden in beschriebener Weise auf den Startzeitpunkt
des Sprungs bezogen. Die Fitprozedur auf Grundlage von Gleichung 3.18 er-
gibt für diese Messung die Werte z˙a = (−166± 3)μm/s; δ = (589± 5)1/s
und ω0 = (303±3)Hz.
Das FFT-Spektrum¶¶ in Abbildung 3.29 (b) zeigt einen Peak der Amplitu-
de für niedrige Frequenzen, was durch den Sprung im Zeitverlauf verursacht
wird. Ein zusätzlicher Peak ist im Bereich zwischen 1,2 kHz < f < 1,5 kHz
zu erkennen. Dieser Frequenzanteil kann auf eine hochfrequent überlager-
te Schwingung kurz nach der Sprungeinleitung (siehe Abbildung 3.29 (c))
zurückgeführt werden. Um den hochfrequenten Schwingungsanteil und den
niederfrequenten Schwingungsanteil separat auswerten zu können, wird von
den Messwerten Z¯ der niederfrequente Schwingungsanteil zn (Fit nach Glei-
chung 3.18) abgezogen.
Z¯h = Z¯− zn (3.19)
‡‡Verwendet wird die Funktion NonlinearModelFit der Wolfram Mathematica Version 9. Der
Standardfehler der Parameter wird durch die Option ParameterErrors ausgegeben. [76]
§§Das Zeitinterval t ergibt sich aus der verwendeten Abtastfrequenz f durch t = 1/f . Es




Es ergibt sich der Verlauf in Abbildung 3.29 (d). Bei dem hochfrequenten
Schwingungsanteil Z¯h handelt es sich um eine schwach gedämpfte Schwin-
gung. Diese kann analytisch auf Grundlage der angepassten Bewegungsglei-




















beschrieben werden. Aus einem Fit des Verlaufes von zh nach Gleichung
3.20 an die Werte von Z¯h lassen sich die Werte des hochfrequenten Schwin-
gungsanteils für die Dämpfung δ = (660± 80)1/s, die Eigenkreisfrequenz
ω0 = (8210±80)1/s, die Anfangsgeschwindigkeit z˙a = (360±60)μm/s und
die Anfangsauslenkung za = (0,05±0,01)μm ermitteln.
Im Folgenden werden durchgeführte Untersuchungen beschrieben, die zur
Beurteilung der beiden Schwingungsanteile beitragen. Es sollen die zugrunde
liegenden Ursachen der einzelnen Schwingungsanteile herausgearbeitet und
diskutiert werden.
Die zu erwartende Eigenfrequenz der Schwingung kann für die Annah-
me eines linearen Systems aus der Steiﬁgkeit c und der Masse m nach Glei-
chung 2.45 berechnet werden. Für die Kombination B und die Parameter
za = 0,05μm; ps = 400kPa und pk = 100kPa ergeben sich aus den Unter-
suchungen in Abschnitt 3.3 eine statische Steiﬁgkeit cr = 29N/μm und eine
dynamische Steiﬁgkeit cd(n= 1) = 72N/μm beziehungsweise cd(n= 1,4) =
100N/μm. Mit der schwingenden Masse m = 0,75kg des Systems ergeben
sich verschiedene theoretische Eigenkreisfrequenzen. Um die Abhängigkeit
der Eigenfrequenzen der überlagerten Schwingungsanteile von der Gesamt-
masse zu untersuchen, wurde die Hauptbuchsenhalterung mit Zusatzmassen
von 1 kg beziehungsweise 2 kg belastet.
In Abbildung 3.30 ist der Verlauf der Eigenfrequenz f der niederfrequen-
ten Schwingung sowie der hochfrequenten Schwingung über die Gesamtmas-
se dargestellt. Zum Vergleich sind die analytisch ermittelten Eigenfrequenzen
aus der statischen Steiﬁgkeit und der dynamischen Steiﬁgkeit nach Gleichung
2.45 aufgetragen. Der Vergleich der Eigenfrequenzen macht deutlich, dass
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(d) Messung und Fit des hochfrequenten
Schwingungsanteils nach Gleichung 3.20
Abbildung 3.29: Exemplarische Messung und Fitverlauf der Sprungantwort
(Kombination B; za = 0,1μm; ps = 400kPa; pk = 100kPa)
sich die Frequenz des hochfrequenten Schwingungsanteils im Bereich der
analytisch zu erwartenden Eigenfrequenzen beﬁndet und dass die Abhängig-
keit von der Gesamtmasse die gleiche Tendenz aufweist. Die Eigenfrequenz
des niederfrequenten Schwingungsanteils ist eine Größenordnung geringer
als die analytische Eigenfrequenz und bleibt nahezu konstant über die Ge-
samtmassenänderung.
Aus den Untersuchungen in Abschnitt 3.3 ist bekannt, dass die Radialstei-
ﬁgkeit mit abnehmender konzentrischer Spalthöhe der Kombinationen A-C










































Abbildung 3.30: Eigenfrequenzen aus dem Fit von zn an Z¯; aus dem Fit von zh
an Z¯h; aus der statischen Steiﬁgkeit cr und der dynamischen
Steiﬁgkeit cd nach Gleichung 2.45 (Kombination B; za =
0,05μm; ps = 400kPa; pk = 100kPa)
In Abbildung 3.31 ist die experimentell ermittelte Eigenfrequenz beider
Schwingungsanteile sowie die berechnete Eigenfrequenz aus der statischen
und dynamischen Steiﬁgkeit über der Kombination A-C dargestellt. Diese
Messungen wurden ohne Zusatzmassen durchgeführt. Der Verlauf der Ei-
genfrequenzen aus der statischen und dynamischen Steiﬁgkeit zeigt die zu
erwartende Abnahme mit ansteigender konzentrischer Spalthöhe. Die Eigen-
frequenz des hochfrequenten Anteils der Kombination C ist am niedrigsten.
Der Unterschied zwischen Kombination A und B ist gering, zeigt aber nicht
die zu erwartende Reduzierung der Frequenz durch den Anstieg von h0. Die
gemessenen Eigenfrequenzen des hochfrequenten Schwingungsanteils liegen
zwischen den Frequenzen nach der statischen Steiﬁgkeit und nach der dyna-
mischen Steiﬁgkeit einer isothermen Zustandsänderung. Die Eigenfrequenz
des niederfrequenten Schwingungsanteils ist für alle Kombinationen im Ver-
gleich zu den übrigen Frequenzen signiﬁkant geringer.
Es wird deutlich, dass das Druckproﬁl im Lagerspalt den hochfrequenten
Schwingungsanteil verursacht. Das Druckproﬁl bildet sowohl die Grundlage
für die statische Steiﬁgkeit als auch die Grundlage zur Berechnung der dy-
namischen Steiﬁgkeit. Die experimentell ermittelte Eigenfrequenz nach Z¯h
in Abbildung 3.30 ist circa 20% bis 30% niedriger als die Eigenfrequenz,
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Abbildung 3.31: Eigenfrequenzen aus dem Fit von zn an Z¯; aus dem Fit von
zh an Z¯h; aus der statischen Steiﬁgkeit cr und der dyna-
mischen Steiﬁgkeit cd nach Gleichung 2.45 (za = 0,05μm;
ps = 400kPa; pk = 100kPa)
welche auf Grundlage der dynamischen Steiﬁgkeit (n=1) ermittelt wurde. Die
Abweichung zwischen der experimentell ermittelten Eigenfrequenz und der
Eigenfrequenz durch die Annahme einer isothermen Zustandsänderung ist
geringer als durch die Annahme einer adiabaten Zustandsänderung.
Eine weitere Eigenschaft des hochfrequenten Signalanteils ist die nahezu
konstante Anfangsauslenkung durch den Fit von zh an Z¯h. Eine zu erwartende
Skalierung mit der Auslenkungsamplitude za der Buchse kann nicht festge-
stellt werden. In Abbildung 3.32 ist der Verlauf der Anfangsauslenkung nach
zh über die Auslenkungsamplitude aufgetragen. Die beschriebene Fitproze-
dur zur Ermittlung der Werte des hochfrequenten Schwingungsanteils ist nur
für Auslenkungsamplituden von bis zu za = 0,2μm anwendbar. Bei größeren
Auslenkungsamplituden ist das Signal Z¯h nicht mehr für das Fitten an eine
Schwingung nach Gleichung 3.20 nutzbar, da zu große Störanteile vorhan-
den sind. Die Werte in Abbildung 3.32 für Auslenkungsamplituden größer
za = 0,2μm wurden aus dem Signalverlauf von Z¯h aus der ersten auswert-
baren Schwingungsperiode abgelesen. Eine weitere qualitative Beurteilung
der Anfangsauslenkungen kann durch den Vergleich der FFT-Spektren ver-
schiedener Auslenkungsamplituden erfolgen. In Abbildung 3.29 (b) ist das
Spektrum einer Auslenkung von za = 0,1μm dargestellt. Die FFT-Spektren
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Abbildung 3.32: Anfangsauslenkung nach zh über Auslenkungsamplitude za
(Kombination B)
in Abbildung 3.33 sind aus Messungen mit den gleichen Eingangsparametern
aber mit Auslenkungsamplituden za = 1μm und za = 2,5μm erstellt. Es ist
zu erkennen, dass der Amplituden-Peak der hochfrequenten Schwingung bei
etwa 1300Hz bezogen auf die maximale auftretende Amplitude bei anstei-
gender Auslenkungsamplitude za deutlich geringer ausfällt.
Die Ursache des niederfrequenten Schwingungsanteils ist zunächst nicht
offensichtlich. Um einen Einﬂuss des Versuchsstandes auf das Ausschwing-
verhalten der Buchse auszuschließen, ist eine detaillierte Untersuchung mög-
licher Fehlereinﬂüsse des Versuchsstandes auf das Ergebnis notwendig.
Der niederfrequente Schwingungsanteil zeigt für die exemplarische Be-
trachtung in Abbildung 3.29 eine Eigenkreisfrequenz von ω0 = 3031/s.
Aus Gleichung 2.45 ergibt sich eine zugrunde liegende Steiﬁgkeit von c =
68,8N/mm, welche sich nicht auf die Steiﬁgkeit einer mechanischen Schnitt-
stelle des VS2 zurückführen lässt.
Weiterhin wurden verschiedene Komponenten des VS2 ersetzt und das
Ausschwingverhalten des modiﬁzierten Aufbaus untersucht. Es wurde nach-
gewiesen, dass der Piezoaktor, die Hilfsbuchse und die kapazitiven Sensoren
das Dämpfungsverhalten nicht beeinﬂussen. Die Zylinderhalterung und die
Hauptbuchsenhalterung sind nicht für den niederfrequenten Schwingungs-
anteil verantwortlich. Die einzige mechanische Verbindung während des
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Ausschwingens der Buchse ist die Gaszufuhr, welche keinen Einﬂuss auf den
Signalverlauf aufzeigt. In Kapitel B des Anhanges sind die durchgeführten
Untersuchungen detailliert beschrieben.
Zusammenfassend wird davon ausgegangen, dass der niederfrequente
Schwingungsanteil nicht durch den verwendeten Versuchsstand verursacht
wird. Das Schwingungsverhalten wird demnach durch einen Effekt innerhalb
der Baugruppe von Zylinder und poröser zylindrischer Gasführungsbuchse
hervorgerufen. Es handelt sich nicht um das Dämpfungsverhalten eines klas-
sischen Feder-Masse-Dämpfer-Systems. Dies wird aus der Unabhängigkeit
der Eigenfrequenz von der aufgelagerten Masse (siehe Abbildung 3.30) und
der Abweichung zwischen der gemessenen Eigenkreisfrequenz und der Be-
ziehung zu den Steiﬁgkeiten des Gasﬁlmes nach Gleichung 2.45 deutlich.
Der zugrunde liegende Effekt soll nachfolgend thesenhaft durch ein Modell
einer strömungsmechanischen Beeinﬂussung der Druckverteilung innerhalb
des porösen Mediums sowie innerhalb der Verteilerstruktur zwischen porö-
sem Medium und Buchsengehäuse erklärt werden.
Die Zufuhr des Speisegases erfolgt lokal an einer Schnittstelle des Buch-
sengehäuses (siehe Abbildung 1.1 und 3.1). Zwischen Buchsengehäuse und
porösem Medium beﬁndet sich eine Verteilerstruktur mit geringem Strö-
mungswiderstand, um eine nahezu konstante Druckverteilung am äußeren
Umfang des porösen Mediums zu erhalten. Die Annahme eines konstanten
Druckes ps liegt der Berechnung der Strömung durch das poröse Medium
nach Gleichung 2.20 zugrunde. Die Strömung durch das poröse Medium führt
zur Ausbildung des Druckproﬁls innerhalb des Lagerspaltes. Aus dem Druck-
proﬁl ergibt sich nach Gleichung 2.40 die Tragkraft und nach Gleichung 2.41
die statische Steiﬁgkeit. Zur Ermittlung der dynamischen Steiﬁgkeit nach
Gleichung 2.65 wird ebenso das statische Druckproﬁl genutzt. Hierfür wird
von einer Druckänderung durch eine polytrope Zustandsänderung auf Basis
einer Volumenänderung ausgegangen, die direkt auf die Spalthöhenänderung
zurückgeführt wird. Das Volumen im porösen Medium wird nicht betrachtet.
Die Eigenkreisfrequenz nach Gleichung 2.45 bezieht sich auf Steiﬁgkeits-
werte, die für cr von einem stationären Druckproﬁl und für cd von einer im-
permeablen Berandung ausgehen. Die reale Druckverteilung innerhalb des
gekoppelten Systems von Verteilerkanal, porösem Medium und Lagerspalt
direkt nach der sprungförmigen Bewegung zwischen Zylinder und Buchse
lässt sich aus den genutzten Modellen nicht ableiten. Durch die Erhöhung des
Druckes im belasteten Lagerspaltbereich direkt nach dem Sprung kommt es
zu einer Beeinﬂussung des Druckes innerhalb des porösen Mediums. Eine
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Rückströmung aus dem Lagerspalt führt zu einem Druckanstieg im porö-
sen Medium. Die verdichtete Oberﬂäche des porösen Mediums stellt hier-
bei einen Strömungswiderstand dar. Der Druck im Lagerspaltbereich, wel-
cher durch die Sprungerregung vergrößert wird, nimmt ab. Folglich wird der
Druck innerhalb des porösen Mediums in diesem Bereich ebenfalls reduziert.
Eine Beeinﬂussung der Druckverteilung bis in die Verteilerstruktur kann für
die kurze Zeitspanne nach dem Sprung nicht ausgeschlossen werden. Die
zugrunde liegende Annahme einer konstanten Druckverteilung im porösen
Medium und in der Verteilerstruktur ist nach dieser Modellbetrachtung nicht
mehr gegeben. Der entstandene Druckunterschied in Umfangsrichtung wird
durch den geringeren Strömungswiderstand in der Verteilerstruktur, als auch
im unverdichteten Bereich des porösen Mediums, durch Strömungsvorgän-
ge ausgeglichen. Erst nach dem Abschluss dieser Ausgleichsvorgänge bildet
sich wieder ein quasistationäres Strömungsproﬁl aus. Die Ausgleichsvorgän-
ge und die Druckverteilung im porösen Medium während dieser Ausgleichs-
vorgänge beeinﬂussen das Druckproﬁl innerhalb des Lagerspaltes. Der nie-
derfrequente, stark gedämpfte Strömungsanteil kann nach dieser These durch
veränderte Druckverhältnisse aufgrund der Rückkopplung des Druckes im
Lagerspalt mit dem Druck im poröse Medium beziehungsweise in der Vertei-
lerstruktur erklärt werden.
Ein Hinweis auf die Rückströmung ﬁndet sich in Untersuchungen von
Chang et al. [24]. Experimentelle Stabilitätsmessungen an ebenen, unverdich-
teten, porösen Gaslagern werden mit theoretischen Auslegungen von Sun [25]
verglichen. Die Ergebnisse stimmen für geringe Speisegasdrücke gut über-
ein, für hohe Drücke zeigt das experimentell untersuchte Lager über einen
größeren Bereich ein stabiles Verhalten. Als Ursache wird das Volumen zwi-
schen Speisegasquelle und dem porösen Medium herausgearbeitet, welches
als Reservoir und zur Verteilung des Speisegases dient. In diesem Volumen
treten bei Schwingungen zwischen Lagerﬂäche und Lagergegenpart ebenfalls
Druckschwankungen auf, welche im Vergleich zu den Druckschwankungen
im Lagerspalt die gleiche Frequenz besitzen, aber um 90° phasenverschoben
auftreten. Es wird geschlussfolgert, dass dieser Phasenversatz dämpfende Ei-
genschaften auf die Druckschwankungen im Lagerspalt hat und somit auch
für höhere Speisegasdrücke ein stabiles Betriebsverhalten erreicht wird.
Durch die vorgestellte These ergibt sich ein Erklärungsansatz für das Ver-
hältnis zwischen der eingeleiteten Auslenkungsamplitude za und der An-
fangsauslenkung des hochfrequenten Schwingungsanteils zh. Für kleine Aus-
lenkungsamplituden ist die Druckänderung im Lagerspalt und die Rück-
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kopplung in das poröse Medium gering. Die Volumenänderung innerhalb ei-
nes Segmentes des Lagerspaltes kann näherungsweise durch Gleichung 2.65
beschrieben werden. Mit ansteigender Auslenkungsamplitude strömt auf-
grund des erhöhten Druckunterschiedes zwischen Lagerspalt und porösem
Medium ein größerer Anteil des Gases in das poröse Medium zurück. Es
kann nicht mehr von einer Volumenänderung ausgegangen werden, die nur
durch die Spalthöhenänderung verursacht wird und die Druckverteilung kann
nicht mehr ausschließlich durch eine polytrope Zustandsänderung beschrie-
ben werden. Die Ausgleichsvorgänge im porösen Medium beeinﬂussen die
Druckverteilung im Lagerspalt.
Auswertung des niederfrequenten Schwingungsanteils
Die Grundlage zur theoretischen Auswertung des Dämpfungsverhaltens in
Abschnitt 2.4 basiert auf der Annahme eines Feder-Masse-Dämpfer-Systems.
Die diskutierte Ursache des niederfrequenten Schwingungsanteils geht nicht
von einem solchen System als Ursache der Schwingung aus. Die hergeleite-
te Bewegungsgleichung 3.18 ermöglicht jedoch die Beschreibung der expe-
rimentell gewonnen Daten und liefert eine analytische Darstellung des Be-
wegungsverhaltens auf Grundlage der Theorie in Abschnitt 2.4. Zur Veran-
schaulichung und Diskussion des niederfrequenten Schwingungsanteils ist
die Auswertung nach dem vorgestellten theoretischen Modell vorteilhaft. Aus
diesem Grund erfolgt die Auswertung der sehr stark gedämpften, niederfre-
quenten Schwingungsanteile aller durchgeführten Messungen analog zu der
Ermittlung der exemplarischen Kennwerte in Abbildung 3.29. Die erhaltenen
Ergebnisse der Abklingkonstante, der Eigenkreisfrequenz und der Anfangs-
geschwindigkeit über der Anfangsauslenkung za für die Kombinationen A -
C sind im Anhang in Abbildung C.4 bis C.6 dargestellt. In Abbildung 3.34
sind die Ergebnisse für alle drei Kombinationen bei einem Speisegasdruck
ps = 400kPa dargestellt. Die Fehlerbalken geben durch Fehlerfortpﬂanzung
die 2 sigma Standardabweichung aus 10 Messreihen sowie den Standardfeh-
ler der Fitprozedur an.
Für alle Kombinationen wurde bei abnehmender Anfangsauslenkung ein
Anstieg des Abklingkoefﬁzienten δ ermittelt. Der Verlauf ist hierbei abhän-
gig von ps, pk und h0. Zur Beschreibung des Dämpfungsverhaltens in Ab-
hängigkeit von der Anfangsauslenkung wird der prozentuale Anstieg von
δ bei za = 2,5μm auf δ bei za = 0,1μm betrachtet. Für einen Speisegas-
druck von ps = 300kPa und pk = 100kPa ist ein Anstieg zwischen 70%
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Abbildung 3.34: Abklingkoefﬁzient und Eigenkreisfrequenz des niederfre-
quenten Schwingungsanteils aus dem Fit der experimentel-
len Daten nach Gleichung 3.18 (ps = 400kPa)
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für Kombination A und 140% für Kombination C zu verzeichnen. Bei Erhö-
hung des Speisegasdruckes auf 500 kPa erhöht sich der Anstieg auf 190% für
Kombination A und bis zu 280% für Kombination C. Der Abklingkoefﬁzient
erhöht sich durch den Übergang von Normalatmosphäre zu einer Vakuumum-
gebung um weitere ca. 30% und erreicht einen maximalen Anstieg von 350%
auf einen Wert von 1700 1s (Kombination C; ps = 500kPa, pk = 1,5kPa). Die
geringsten Dämpfungswerte wurden für za = 2,5μm gemessen.
Der Verlauf der Eigenkreisfrequenz ist qualitativ vergleichbar mit dem Ver-
lauf des Abklingkoefﬁzienten. Der Anstieg von ω0 bei abnehmender An-
fangsauslenkung fällt jedoch im Vergleich zu δ geringer aus. Für einen Spei-
segasdruck von ps = 300kPa und Normalatmosphäre als Umgebungsdruck
beträgt der Anstieg zwischen 40% für Kombination A und 80% für Kombi-
nation C. Bei Erhöhung des Speisegasdruckes auf 500 kPa ergeben sich An-
stiege von 55% für Kombination A und 90% für Kombination C. Durch die
Reduzierung des Umgebungsdruckes liegt der Anstieg etwa 10% bis 30%
über dem Anstieg an Normalatmosphäre.
Aus Abbildung 3.34 kann die Abhängigkeit der Dämpfungsparameter von
der konzentrischen Spalthöhe h0 abgeleitet werden. Hier wird deutlich, dass
die Eigenkreisfrequenz mit steigendem h0 zunimmt. Es ist erkennbar, dass
ein Einﬂuss des Speisegasdruckes und des Umgebungsdruckes auf die Eigen-
kreisfrequenz vorliegt, wobei der stärkere Effekt durch den Speisegasdruck
hervorgerufen wird (siehe Abbildung C.4 bis C.6 des Anhanges).
Der Abklingkoefﬁzient steigt ebenfalls mit zunehmenden h0 an. Der An-
stieg von Kombination A zu Kombination B ist geringer ausgeprägt, als
der Anstieg von Kombination B zu Kombination C. Dies kann zum Teil
durch die unterschiedliche Stufung von h0 zwischen den Kombinationen er-
klärt werden. Unterschiedliche Permeabilitäten der porösen Medien zwischen
den Kombinationen können nach der zugrunde liegenden These ebenfalls
einen Einﬂuss auf den Abklingkoefﬁzienten aufweisen. Die Permeabilität der
Buchse B*** liegt etwa 2% unter der Permeabilität der Buchse A. Für die
Permeabilität der Buchse C ergibt sich ein etwa 9% geringerer Wert.
Die Betrachtung der Anfangsgeschwindigkeit in Abbildung 3.35 für Kom-
bination B mit einem Speisegasdruck ps = 400kPa zeigt eine betragsmäßi-
ge Steigerung bei zunehmenden Anfangsauslenkungen. Die Werte besitzen
ein negatives Vorzeichen, da die Geschwindigkeit nach dem Sprung eine
***Die Permeabilität des porösen Mediums der verschiedenen Buchsen wurde nach dem be-
schriebenen Vorgehen in Abschnitt 3.3.2 (Seite 86) ermittelt.
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Abbildung 3.35: Anfangsgeschwindigkeit z˙a des niederfrequenten Schwin-
gungsanteils aus dem Fit der experimentellen Daten nach
Gleichung 3.18; z˙#a nach Gleichung 3.21 und z˙
∗
a nach Glei-
chung 3.23 (Kombination B; ps = 400kPa)
Bewegung des Systems entgegen der Auslenkungsrichtung bewirkt. Dies
wird durch Gleichung 3.17 deutlich.
Der Verlauf der Anfangsgeschwindigkeit zeigt für kleine Anfangsauslen-
kungen (0,1 μm <za < 0,5μm) näherungsweise ein lineares Verhalten. Aus
den Betrachtungen in Abschnitt 2.4 kann nach Irretier [79] für eine Feder-
und Dämpferfußpunkterregung unter Berücksichtigung der Vorzeichenkon-
vention eine resultierende Anfangsgeschwindigkeit z˙#a des Systems abgeleitet
werden.
z˙#a = 2δ za (3.21)
Alternativ lässt sich durch eine lineare Regression des Parameters A2 in der






ermitteln. Durch Einsetzen dieser genäherten Beschreibung in Gleichung
3.17 ergibt sich ein Ausdruck für die Anfangsgeschwindigkeit z˙∗a, der direkt
124
3.4 Dämpfung
aus der bekannten Anfangsauslenkung, der Abklingkonstante und der Eigen-











In Abbildung 3.35 werden die Anfangsgeschwindigkeiten aus den experi-
mentellen Untersuchungen mit den beiden Beschreibungen nach Gleichung
3.21 und 3.23 vergleichend dargestellt. Die Anfangsgeschwindigkeit nach
Irretier (Gleichung 3.21) ist im Vergleich zu den experimentell ermittelten
Werten betragsmäßig kleiner. Durch die lineare Regression des Parameters
A2 und der Verwendung von Gleichung 3.23 ergeben sich für geringe An-
fangsauslenkungen gute Übereinstimmungen mit den experimentell ermittel-
ten Werten. Für große Anfangsauslenkungen (za > 0,5μm) steigt die Abwei-
chung an.
Der Verlauf von z˙∗a für die Kombinationen A - C ist in den Abbildungen C.4
bis C.6 des Anhanges dargestellt. Für kleine Auslenkungsamplituden zeigt
sich eine gute Übereinstimmung zu den aus Gleichung 3.17 ermittelten Wer-
ten. Mit steigendem Speisegasdruck und bei reduziertem Umgebungsdruck
ist ein leichter Anstieg des Geschwindigkeitsbetrages festzustellen.
Auswertung des hochfrequenten Schwingungsanteils
Die Auswertung des hochfrequenten Schwingungsanteils erfolgt aus dem Fit
von zh (Gleichung 3.20) an die Werte von Z¯h (Gleichung 3.19). Auswertbare
Ergebnisse liegen für Auslenkungsamplituden za ≤ 0,2μm vor, da für größere
Auslenkungsamplituden ein störender Einﬂuss durch den niederfrequenten
Schwingungsanteil auf die Ermittlung der Werte von Z¯h auftritt.
In Abbildung 3.36 sind für die Kombination B die Eigenkreisfrequenz und
der Abklingkoefﬁzient des hochfrequenten Schwingungsanteils dargestellt.
Der Abklingkoefﬁzient weist eine sehr hohe 2σ Standardabweichung der
Messwerte auf. Die Werte von δ für die verschiedenen Speisegasdrücke und
Umgebungsdrücke liegen zumeist innerhalb der sich überschneidenden Stan-
dardabweichungen. Als Tendenz lässt sich eine Reduzierung des Abklingko-
efﬁzienten bei ansteigenden Speisegasdrücken feststellen. Durch die Redu-
zierung des Umgebungsdruckes steigt der Abklingkoefﬁzient leicht an.
Die Eigenkreisfrequenz lässt sich durch die Fitprozedur mit einer klei-
neren relativen Standardabweichung bestimmen. Nur für sehr kleine Aus-
lenkungsamplituden von za ist die Standardabweichung ebenfalls sehr hoch.
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(b) Eigenkreisfrequenz
Abbildung 3.36: Abklingkoefﬁzient und Eigenkreisfrequenz des hochfre-
quenten Schwingungsanteils (Kombination B)
Für geringere Speisegasdrücke ergeben sich geringere Eigenkreisfrequenzen.
Durch die Reduzierung des Umgebungsdruckes sinkt die Eigenkreisfrequenz.
Diese Tendenzen lassen sich durch die berechneten dynamischen Steiﬁgkeit
(siehe Abbildung 3.14) sowie durch Gleichung 2.45 unterlegen.
Der Einﬂuss der konzentrischen Spalthöhe h0 auf den Abklingkoefﬁzienten
und die Eigenkreisfrequenz des hochfrequenten Schwingungsanteils ist der
Abbildung 3.37 zu entnehmen. Auch hier wird deutlich, dass die Ermittlung
des Abklingkoefﬁzienten durch eine hohe Standardabweichung geprägt ist.
Für sehr kleine Auslenkungsamplituden za ≤ 0,05 μm sind die Schwankun-
gen der ermittelten Werte am höchsten. Als Tendenz lässt sich ein Anstieg des
Abklingkoefﬁzienten mit Zunahme der konzentrischen Spalthöhe feststellen.
Die Eigenkreisfrequenz nimmt mit abnehmender konzentrischer Spalthö-






1500 Kombination A; pk = 100 kPa
Kombination A; pk = 1,5 kPa
Kombination B; pk = 100 kPa
Kombination B; pk = 1,5 kPa
Kombination C; pk = 100 kPa























Kombination A; pk = 100 kPa
Kombination A; pk = 1,5 kPa
Kombination B; pk = 100 kPa
Kombination B; pk = 1,5 kPa
Kombination C; pk = 100 kPa














Anfangsauslenkung za / µm
(b) Eigenkreisfrequenz
Abbildung 3.37: Abklingkoefﬁzient und Eigenkreisfrequenz des hochfre-
quenten Schwingungsanteils (ps = 400kPa)
abnehmender konzentrischer Spalthöhe begründen (siehe Abbildung 3.31).
Abweichend stellt sich die Eigenkreisfrequenz der Kombination A an atmo-
sphärischer Umgebung dar. Diese ist betragsmäßig niedriger als zu erwarten
und liegt unter der Eigenkreisfrequenz bei pk = 1,5kPa. Die Ursache für die-
se Abweichung konnte nicht abschließend geklärt werden.
Die Annahme einer näherungsweise konstanten Dämpfung und Eigenfre-
quenz bei kleinen Amplituden nach Schroter [27] kann für den hochfrequen-
ten Schwingungsanteil unter Berücksichtigung der Standardabweichung der
Messwerte bestätigt werden.
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Fazit
Die Dämpfungseigenschaften zylindrischer Gasführungselemente werden in
dieser Arbeit experimentell durch eine sprungförmige Anregung mit der Aus-
lenkungsamplitude za bestimmt. Die Systemantwort auf die Anregung ergibt
für alle Messungen ein überlagertes Signal zweier Schwingungsanteile.
Der niederfrequente Schwingungsanteil weist eine sehr starke Dämp-
fung auf und ist das dominierende Signal. Für alle Anregungsamplituden
(0,025μm < za < 2,5μm) erreicht das Signal nach < 70ms die Ausgangs-
lage†††. Aus der analytischen Beschreibung einer stark gedämpften Schwin-
gung werden aus den Messwerten mit Hilfe einer Fitprozedur die Dämp-
fungsparameter bestimmt. Mit zunehmender konzentrischer Spalthöhe der
Buchsen-Zylinder-Kombination, mit zunehmenden Speisegasdruck ps und
mit abnehmendem Umgebungsdruck pk nehmen die Eigenkreisfrequenz ω0
und der Abklingkoefﬁzient δ zu. Erhöhte Werte ergeben sich ebenfalls
für kleinere Auslenkungsamplituden za. Als Ursache des niederfrequenten
Schwingungsanteils werden Ausgleichsvorgänge durch eine Rückkopplung
des Druckes im Lagerspalt und des Druckes im porösen Medium vermutet.
Der hochfrequente Schwingungsanteil wird aus dem Differenzsignal der
Messwerte und der analytischen Beschreibung des niederfrequenten Schwin-
gungsanteils ermittelt. Der Signalverlauf weist eine schwache Dämpfung auf
und ist dem niederfrequenten Schwingungsanteil direkt nach der Sprungein-
leitung überlagert. Für alle Auslenkungsamplituden za ist das Signal nach
< 10ms nicht mehr vom Rauschen des Grundsignales zu unterscheiden. Die
Amplitude der niederfrequenten Schwingung skaliert nicht mit der Auslen-
kungsamplituden, sondern liegt auch für Werte von za = 2,5μm unter 0,1 μm.
Durch die Reduzierung des Umgebungsdruckes ergibt sich eine Tendenz zu
niedrigeren Eigenkreisfrequenzen und zu höheren Abklingkoefﬁzienten. Die
Ermittlung der Dämpfungsparameter des hochfrequenten Schwingungsan-
teils ist durch eine hohe Standardabweichung geprägt. Innerhalb dieser Stan-
dardabweichung kann für kleine Auslenkungsamplituden die Annahme eines
linearen Schwingungsverhaltens nach Schroter [27] bestätigt werden.
Für alle durchgeführten Dämpfungsuntersuchungen wurden keine instabi-
len Betriebszustände beobachtet.




Die folgenden Richtlinien und Gestaltungshinweise werden aus den Er-
gebnissen dieser Arbeit abgeleitet. Ziel ist die Unterstützung der Arbeit
des Konstrukteurs bei der Dimensionierung vakuumtauglicher zylindrischer
Gasführungselemente mit oberﬂächenverdichteter poröser Drosselschicht.
Allgemeine Auslegungshinweise für atmosphärische Anwendungen sind der
Literatur [19, 21, 28, 32, 34, 83] zu entnehmen.
Das verwendete Dicht- und Absaugsystem ermöglicht durch die Evakuie-
rung aller Absaugstufen die Reduzierung des erreichbaren Kammerdruckes
bei gleichbleibender Anzahl der Absaugstufen. Richtlinien zur Dimensionie-
rung des Dicht- und Absaugsystems können 2.2 und der Literatur [4,5,10,86]
entnommen werden.
Weiterhin wird eine Zusammenfassung der tendenziellen Einﬂüsse der Ein-
gangsparameter (Speisegasdruck, Umgebungsdruck, konzentrische Spalthö-
he) auf die Kennwerte beziehungsweise Eigenschaften (Tragkraft, Steiﬁgkeit,
Gasverbrauch, Stabilität, Dämpfungsparameter) gegeben.
Gestaltungshinweise
Durch die überschlägige Dimensionierung von Gasführungselementen auf
Grundlage der Auslegungshinweise für atmosphärische Anwendungen aus
der Literatur oder den vorgestellten theoretischen Strömungsmodellen kön-
nen die geometrischen Parameter (z.B. Länge, Durchmesser) bestimmt wer-
den.
Die Optimierungsrichtungen der Kennwerte hängen von den Zielvorgaben
des auszulegenden Gesamtsystems ab und sind durch den Konstrukteur fest-
zulegen. Typische Optimierungsziele sind eine maximale Tragkraft, eine ma-
ximale Steiﬁgkeit, ein minimaler Gasverbrauch und die Sicherstellung eines
stabilen Betriebsverhaltens ohne selbsterregte Schwingungen. Hierbei liegen
teilweise gegenläuﬁge Optimierungsziele vor.
Ein Anstieg der Tragkraft kann durch die Erhöhung des Speisegasdruckes
erreicht werden. Es gilt der Zusammenhang F |pk=konst.∼ (ps− pk). Durch die
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Reduzierung des Umgebungsdruckes pk ergibt sich ebenfalls ein Anstieg der
Tragkraft. Dieser kann mit der empirisch ermittelten Beziehung F |ps=konst.∼
(p2s − p2k) beschrieben werden.
Der Gasverbrauch eines Gasführungselementes kann für beliebige Spei-
segasdrücke und Umgebungsdrücke annhähernd durch den Zusammenhang
qN ∼ (p2s − p2k) ermittelt werden.
Aus den gezeigten Zusammenhängen ergibt sich, dass bei einer Erhöhung
des Speisegasdruckes der Gasverbrauch stärker ansteigt als die Tragkraft. So-
mit ist die Verwendung hoher Speisegasdrücke für vakuumtaugliche Gasfüh-
rungselemente nicht zielführend. In der vorliegenden Arbeit werden Speise-
gasdrücke zwischen 300 kPa und 500 kPa verwendet. Eine Reduzierung unter
300 kPa für geringe Tragkraftanforderungen im Vakuum ist möglich.
Für Speisegasdrücke von 300 kPa ergibt sich ein Gasverbrauch zwischen 2-
3 lN /min. Wird durch die erste Absaugstufe ein Druck im Bereich von 1000 Pa
vor dem ersten Dichtspalt erreicht, stellt sich durch ein zweistuﬁges Dichtsys-
tem ein sehr geringer Druckanstieg im Rezipienten ein. Mit dem Saugvermö-
gen moderner Turbomolekularpumpen kann eine Hochvakuumumgebung im
Bereich von 10−4 Pa aufrecht erhalten werden.
Die maximal erreichbare Tragkraft nimmt mit der konzentrischen Spalt-
höhe h0 der experimentell untersuchten Elemente (11 μm<h0<19 μm) zu. Der
Anstieg der Tragkraft besitzt nach Robinson et al. [32] ein Maximum, nach
dem die Tragkraft mit weiter ansteigender konzenrischer Spalthöhe abnimmt.
Das berechnete Maximum liegt für die in dieser Arbeit verwendeten Gasfüh-
rungselemente im Bereich von h0 ≈ 30μm.
Eine Erhöhung von h0 hat weiterhin eine Abnahme der Radialsteiﬁgkeit
und eine Reduzierung der dynamischen Steiﬁgkeit zur Folge. Da die dyna-
mische Steiﬁgkeit der untersuchten Elemente stärker abnimmt als die stati-
sche Radialsteiﬁgkeit, steigt nach dem Stabilitätskriterium (Gleichung 2.67)
die Gefahr von selbsterregten Schwingungen an. Es wird eine Auslegung auf
eine geringe konzentrischen Spalthöhe mit dem Ziel eines stabilen Betriebs-
verhaltens empfohlen. Weitherin muss der Einﬂuss einer Vakuumumgebung
berücksichtigt werden, da durch die Reduzierung des Umgebungsdruckes die
dynamische Steiﬁgkeit fällt. Die experimentell untersuchten Gasführungsele-
mente weisen sowohl an Normalatmosphäre als auch im Vakuum ein stabiles
Betriebsverhalten auf.
Für den praktischen Einsatz ist eine messtechnische Überprüfung der
Kennwerte der ausgelegten Elemente sinnvoll, da beispielsweise die Permea-
bilität des porösen Mediums durch den Fertigungsprozess schwankt und von
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dem theoretisch angesetzten Wert abweichen kann. Die erreichbare Durch-
messertoleranz und Zylinderformabweichung der Buchse und des zylindri-
schen Gegenpartes werden ebenfalls durch fertigungstechnische Prozesse li-
mitiert. Die Auswirkungen der Toleranzen auf die Kennwerte können durch
das theoretische Modell abgeschätzt werden. Als Grundlage für eine exakte
theoretische Auslegung muss die Geometrie messtechnisch sehr genau be-
stimmt werden. Die Unsicherheit der Spalthöhenmessung kann einen hohen
Schwankungsbereich der theoretisch ermittelten Tragkraft zur Folge haben
(siehe Abbildung 3.8). Es erweist sich für die gezielte Ermittlung der stati-
schen Kennwerte als vorteilhaft, die Tragkraft und den Gasverbrauch in der
Kombination mit dem realen Führungsgegenpart messtechnisch zu bestim-
men. Durch die experimentelle Ermittlung der Tragkraft an Normalatmosphä-
re ist es mit Hilfe der angegebenen Zusammenhänge möglich, die Tragkraft
für Vakuumbedingungen vorherzusagen.
Um eine hohe Gesamtsteiﬁgkeit des Positioniersystems zu erhalten, muss
die Anbindung der Gasführungselemente an das Gestell sehr steif erfolgen.
Dies kann durch das Prinzip eines kurzen und direkten Kraftﬂusses unter-
stütz werden [87]. In dieser Arbeit wurde das Gehäuse der Buchse über eine
direkte mechanische Schnittstelle mit der Buchsenhalterung verbunden. Die
Auswirkungen der mechanischen Spannungen durch diese Aufnahme wur-
den durch eine direkte Messung der Zylinderformabweichung kontrolliert
und durch Anpassung des Anzugmomentes der Verschraubung minimiert. Für
den Aufbau einer Führung aus z. B. zwei zylindrischen Gasführungsbuchsen
und einem Zylinder ist die Ausrichtung der Buchsen in je vier Freiheiten
zu dem Führungsgegenpart notwendig. Eine alternative Verbindungstechnik
auf Grundlage von Zwischenelementen geringer Steiﬁgkeit und der steifen
Fixierung nach einer Einstellung der Freiheiten kann zu einer Verringerung
des Justageaufwandes führen. Die Gasführungsbuchsen können beispielswei-
se über O-Ringe aus einem Elastomer mit dem Gehäuse verbunden werden.
Durch die Verbindung mit einer Speisegasquelle ﬁndet eine Selbstjustage der
Lage der Buchsen in Bezug zu dem Zylinder statt. Diese Position kann durch
eine Klebung gesichert werden, wodurch bei entsprechender Auslegung des
Klebespaltes und unter Verwendung eines Klebstoffes mit hohem E-Modul




Nachfolgend werden in Ergänzung zu den Gestaltungshinweisen Tendenzen
gegeben, die sich aus den Untersuchungen dieser Arbeit ableiten lassen*.
Die Tragkraft ergibt sich aus dem Integral der Druckdifferenzen über die
projizierte Fläche normal zur Belastungsrichtung.
• Die Tragkraft steigt linear mit dem Speisegasdruck† ps an.
• Die Tragkraft nimmt durch die Reduzierung des Umgebungsdruckes
zu.
• Die Tragkraft steigt zunächst mit zunehmender konzentrischer Spalt-
höhe h0 bis zu einem Maximalwert an. Für die untersuchte Geometrie
liegt das Maxiumum im Bereich von h0 ≈ 30μm.
Die statische Radialsteiﬁgkeit ergibt sich aus der Ableitung der Tragkraft
nach der Spalthöhe und entspricht dem Anstieg der Tragkraftkurve.
• Die statische Radialsteiﬁgkeit cr steigt ebenfalls linear mit dem Spei-
segasdruck an.
• Die Reduzierung des Umgebungsdruckes führt zu einer Zunahme der
Radialsteiﬁgkeit.
• Die statische Steiﬁgkeit nimmt mit zunehmender konzentrischer Spalt-
höhe ab.
Der Gasverbrauch eines Gasführungselementes ist für die Dimensionierung
des Dicht- und Absaugsystems maßgeblich. Umfangreiche Untersuchungen
und abgeleitete Richtlinien zur Auslegung ﬁnden sich unter anderem in [4,5].
• Der Gasverbrauch qN steigt mit zunehmenden Speisegasdruck und mit
abnehmenden Umgebungsdruck an.
• Der Gasverbrauch steigt mit zunehmender konzentrischer Spalthöhe
an.
Die Kippsteiﬁgkeit ergibt sich aus der Ableitung des Kippmomentes nach
dem Kippwinkel.
*Die Bestätigung von Literaturangaben durch die Untersuchungen ist in den zugehörigen
Abschnitten dieser Arbeit dokumentiert.
†Alle angegebenen Drücke sind absolute Drücke
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• Die Kippsteiﬁgkeit eines Gasführungselementes ist für kleine Kipp-
winkel nahezu konstant. Sie kann aus der Radialsteiﬁgkeit nach Glei-
chung 3.10 abgeschätzt werden.
• Die Kippsteiﬁgkeit nimmt durch die Reduzierung des Umgebungs-
druckes zu.
• Die Kippsteiﬁgkeit zeigt für abnehmende konzentrische Spalthöhen ei-
ne Zunahme der Werte.
• Die Kippsteiﬁgkeit steigt mit zunehmender Exzentrizität an.
Die Stabilität von Gasführungselementen wird durch das Stabilitätskriterium
(Gleichung 2.67) aus dynamischer und statischer Steiﬁgkeit hergeleitet. Eine
sinkende dynamische Steiﬁgkeit erhöht das Risiko eines instabilen Betriebs-
verhaltens.
• Die dynamische Steiﬁgkeit nimmt mit zunehmender konzentrischer
Spalthöhe ab.
• Die dynamische Steiﬁgkeit sinkt durch die Reduzierung des Umge-
bungsdruckes und steigt durch die Erhöhung des Speisegasdruckes an.
• Die dynamische Steiﬁgkeit nimmt für hohe Exzentrizitäten zu.
Das Dämpfungsverhalten beschreibt das Abklingen der Amplitude einer
Schwingung. In der vorliegenden Arbeit wurde des Dämpfungsverhalten
durch die Systemantwort auf eine sprungförmige Erregung ermittelt. Das
Ausschwingverhalten wird durch die Überlagerung einer sehr stark gedämpf-
ten, niederfrequenten Schwingung und einer schwach gedämpften, hochfre-
quenten Schwingung geprägt.
• Die Dämpfungsparameter (Abklingkonstante δ ; Eigenkreisfrequenz
ω0) der niederfrequenten Schwingung sind über die Auslenkungsam-
plitude za nicht konstant. Für kleine Auslenkungsamplituden ergeben
sich größer Werte der Dämpfungsparameter.
• Die Dämpfungsparameter der niederfrequenten Schwingung steigen




• Die Dämpfungsparameter der hochfrequenten Schwingung sind über
die Auslenkungsamplitude nahezu konstant.
• Die Eigenkreisfrequenz der hochfrequenten Schwingung ergibt et-
was niedrigere Werte durch den Übergang in eine Vakuumumgebung.
Der Abklingkoefﬁzient zeigt durch die Reduzierung des Umgebungs-




Die Anwendung von zylindrischen, aerostatischen Gasführungselementen in
einer Hochvakuumumgebung wird durch ein mehrstuﬁges Dicht- und Ab-
saugsystem ermöglicht. Das kontinuierlich zugeführte Betriebsgas wird nach
dem Verlassen des Lagerspaltes durch einen umlaufenden Kanal abgeführt,
während die Strömung in Richtung der Vakuumumgebung berührungslos
durch den hohen Strömungswiderstand eines nachfolgenden engen Dicht-
spaltes eingeschränkt wird. Diese Anordnung wird mehrstuﬁg ausgeführt, um
den Gasstrom sukzessive zu reduzieren. Durch das in dieser Arbeit betrachte-
te Konzept wird der Kanal der ersten Stufe direkt durch eine Vakuumpumpe
evakuiert, wodurch sich Vorteile gegenüber der Entlüftung gegen Normal-
atmosphäre ergeben. Es können geringere Enddrück im Rezipienten erreicht
werden beziehungsweise die Anzahl der Absaugstufen zur Aufrechterhaltung
des Kammerdruckes wird reduziert. Durch die Evakuierung der direkten Be-
randung der aerostatischen Elemente wird das tragende Druckproﬁl innerhalb
des Lagerspaltes beeinﬂusst.
In dieser Arbeit wird erstmalig der Einﬂuss eines reduzierten Umgebungs-
druckes auf die statischen und dynamischen Eigenschaften von zylindrischen
aerostatischen Gasführungselementen mit einer porösen Drosselschicht un-
tersucht. Die statischen Eigenschaften umfassen die Tragkraft, die Steiﬁg-
keit und den Gasverbrauch der Elemente. Die dynamischen Eigenschaften
schließen die Stabilität der Elemente gegenüber selbsterregten Schwingun-
gen als auch das Dämpfungsverhalten ein. Durch die Verwendung von drei
Gasführungselementen mit unterschiedlichen Durchmessern wird eine Staf-
felung der konzentrischen Spalthöhe h0 zwischen 11 μm und 19 μm erreicht.
Somit kann der Einﬂuss der konzentrischen Spalthöhe auf die statischen und
dynamischen Eigenschaften evaluiert werden.
Eine geschlossene analytische Beschreibung der Druckverteilung in-
nerhalb des Lagerspaltes zur Ermittlung der Kennwerte ist mathema-
tisch bisher nicht möglich. Es wurde ein vereinfachtes eindimensionales
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5 Zusammenfassung und Ausblick
Strömungsmodell entwickelt, welches die verschiedenen Strömungsformen
(Kontinuumsströmung, Knudsenströmung, Molekularströmung) innerhalb
des Lagerspaltes berücksichtigt. Eine mehrdimensionale Betrachtung der
Strömungsverhältnisse erfolgt durch ein FEM-basiertes Strömungsmodell.
Beide Modelle werden genutzt, um die Auswirkung eines reduzierten Um-
gebungsdruckes auf das Druckproﬁl des Lagerspaltes zu berechnen.
Die theoretisch ermittelten Änderungen der statischen Eigenschaften in ei-
ner Vakuumumgebung konnten durch detaillierte experimentelle Messungen
belegt werden. Für konstante absolute Speisegasdrücke steigen sowohl Trag-
kraft, Steiﬁgkeit als auch Gasverbrauch an. Der gekoppelte Einﬂuss des Um-
gebungsdruckes und des Speisegasdruckes auf die Eigenschaften der Gasfüh-
rungselemente wurde theoretisch und experimentell nachgewiesen. Aufgrund
dieser Erkenntnisse kann eine Auslegung der statischen Kennwerte nicht
durch die Anwendung von atmosphärischen Auslegungsregeln und die Über-
tragung für eine Vakuumumgebung durch Beibehaltung eines konstanten re-
lativen Druckes zwischen Speisegaszufuhr und Umgebung realisiert werden.
Für vakuumtaugliche Gasführungselemente ist eine angepasste Berechnung
der statischen Eigenschaften auf Basis der vorgestellten Modelle notwendig.
Um ein stabiles Betriebsverhalten ohne selbsterregte Schwingungen vor-
hersagen zu können, wird ein Stabilitätskriterium verwendet, das auf dem
Verhältnis von dynamischer und statischer Steiﬁgkeit beruht. Die dynamische
Steiﬁgkeit wird aus dem statischen Druckproﬁl unter Annahme einer polytro-
pen Zustandsänderung hergeleitet. Die theoretischen Betrachtungen und die
experimentellen Untersuchungen zeigen für die verwendeten Gasführungs-
elemente sowohl an Normalatmosphäre als auch für eine Vakuumumgebung
ein stabiles Betriebsverhalten. Aus dem Stabilitätskriterium lässt sich theore-
tisch ein Anstieg der Neigung zu selbsterregten Schwingungen durch anstei-
gende konzentrische Spalthöhen und durch einen reduzierten Umgebungs-
druck ableiten.
Das Dämpfungsverhalten der Gasführungselemente wird aus der Sys-
temantwort auf eine sprungförmige Anregung abgeleitet. Die Herleitung der
Dämpfungsparameter basiert auf der Bewegungsgleichung eines frei schwin-
genden, gedämpften Systems. Es ist bekannt, dass für ebene aerostatische
Elemente ein nichtlineares Dämpfungsverhalten auftritt, welches nur für ge-
ringe Auslenkungsamplituden als konstant angesehen werden kann [27].
Experimentell ergibt sich eine überlagerte Schwingung aus zwei Schwin-
gungsanteilen. Der dominierende Anteil ist eine niederfrequente, sehr stark
gedämpfte Schwingung. Überlagert wird diese durch einen hochfrequenten,
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schwach gedämpften Schwingungsanteil. Die Schwingungen sind für Aus-
lenkungsamplituden von bis zu 2,5 μm nach ca. 70ms abgeklungen. Als Hy-
pothese wird der niederfrequente Schwingungsanteil auf eine Rückkopplung
zwischen dem Druck im Lagerspalt und dem Druck im porösen Medium
sowie die dadurch erzeugten Ausgleichsvorgänge zurückgeführt. Der hoch-
frequente Schwingungsanteil wird durch die Steiﬁgkeit und die Dämpfung
des Druckproﬁls im Lagerspalt verursacht. Für kleine Anfangsauslenkungen
≤ 0,2μm können die Eigenkreisfrequenz und der Abklingkoefﬁzient inner-
halb der Standardabweichung als konstant angesehen werden.
Mit dem Nachweis guter statischer und dynamischer Eigenschaften sowie
eines stabilen Betriebsverhaltens im Vakuum wurde ein wesentlicher Bei-
trag zur Realisierung hochvakuumtauglicher gasgeführter Systeme geleistet.
Zylindrische Gasführungselemente können, aufbauend auf den Erkenntnis-
sen dieser Arbeit, für die Entwicklung leistungsfähiger, stabiler und präziser
Positioniersysteme eingesetzt werden. Die Vorteile gasgeschmierter Führun-
gen können von normalatmosphärischen Anwendungen auf Systemlösungen
im Vakuum übertragen werden. Dem Konstrukteur werden auf diese Weise
Richtlinien für die Entwicklung hochvakuumtauglicher aerostatischer Füh-
rungen zur Verfügung gestellt.
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Der Versuchsstand zur Ermittlung der Kippsteiﬁgkeit eines Gasführungsele-
mentes wird ausführlich in Abschnitt 3.3 beschrieben. Die schematische Dar-
stellung des Aufbaus zeigt Abbildung A.1. Die Grundlage zur Bestimmung
der Kippsteiﬁgkeit bildet für jede Parameterkombination eine Bezugsmes-
sung. Nachfolgend soll an einem exemplarischen Messablauf mit Hilfe der
schematischen Darstellungen in Abbildung A.2 und A.3 die Bestimmung ei-
nes Kippsteiﬁgkeitswertes verdeutlicht werden. Es werden die Lage von Zy-
linder und Buchse für verschiedene Zeitpunkte sowie die zugehörigen Sen-
sorsignale für die Bezugsmessung (linke Seite der Abbildung A.2 und A.3)
und für eine exemplarische Beispielmessung (rechte Seite der Abbildung A.2
und A.3) der Kombination B mit einem Speisegasdruck von ps = 300kPa
und einem Umgebungsdruck von pk = 100kPa dargestellt. Der Kippwinkel
beträgt 0,020 mrad.
Position 1 (Abbildung A.2 (a)) entspricht der Lage nach dem Ausheben aus
der Referenzlage. In dieser Position wird der Zylinder lediglich durch die Ge-
wichtskraft der Komponenten belastet. Der Hebel mit den Abstimmscheiben
ist nicht im Eingriff. Anschließend wird der Hebel in Eingriff gebracht, bis
ein einseitiger Kontakt zwischen Abstimmscheibe und Krafteinleitungszylin-
der auftritt (Position 2, Abbildung A.2 (b)). Auf der Seite des Kontaktes (hier
Sensorposition 1) wird eine Kraft übertragen und der Abstand zwischen Zy-
linder und Abstandssensor verringert sich. Auf der gegenüberliegenden Sei-
te vergrößert sich der Abstand durch die Verkippung des Zylinders, wobei
noch keine Kraftübertragung erfolgt. In Position 3 (Abbildung A.3 (a)) der
Messung sind beide Krafteinleitungszylinder in Kontakt mit den Abstimm-
scheiben. Bei einer weiteren Auslenkung des Zylinders kommt es ab dieser
Position zu einer parallelen Bewegung. Die Position 4 (Abbildung A.3 (b))
stellt eine Messwertpaarung dar, die für die Ermittlung der Kippsteiﬁgkeit
dieser Parameterkombination genutzt wird.
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A Ermittlung der Kippsteiﬁgkeit
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Abbildung A.1: Schematische Darstellung des Aufbaus zur Ermittlung der
Kippsteiﬁgkeit ck
Als Vergleichskriterium zur Auswahl zugehöriger Wertepaare dient das
arithmetisches Mittel aus den Abstandssignalen h1 und h2. Diese Position
entspricht der mittleren Abstandsänderung und beträgt für beide dargestellte
Messungen in Position 4 10,5 μm. Die Änderung der Spalthöhe h1 durch
die Verkippung ermittelt sich aus der Differenz des Signales hBeispiel1 der ex-
emplarischen Beispielmessung und des Signales hBezug1 der Bezugsmessung.
h1 = hBeispiel1 −hBezug1 = 9,01μm−10,15μm =−1,14μm (A.1)
Analog lassen sich die Änderung der Spalthöhe h2 sowie die Kraftdiffe-
renzen F1 und F2 ermitteln. Wenn diese Werte mit dem Zusammenhang
aus Formel 3.7 und 3.8 in Formel 3.6 eingesetzt werden, ergibt sich die Kipp-
steiﬁgkeit ck für das dargestellte Beispiel.
ck =
2 · (F1−F2) ·LF ·Lh
h2−h1 =
2 · (2,75N−0,73N) ·125mm ·48mm
1,14μm− (−1,14μm)
ck = 10,6Nm/mrad
Die zugehörige Lagerspalthöhe ergibt sich analog zu dem Vorgehen wäh-
rend der Tragkraftermittlung aus der mittleren Abstandsänderung und Kor-
rekturwerten aufgrund von Formabweichungen der Führungsﬂächen und der
Durchbiegung des Zylinders. Für die durchgeführte Beispielrechnung ergibt
sich aus der mittleren Abstandsänderung von 10,5μm eine korrigierte Lager-
spalthöhe von 12,6μm.
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F2 F1 F2 F1 
h1 h2 h1 h2 
(a) Position 1
F2 F1 F2 F1 
h1 h2 h1 h2 
(b) Position 2
Abbildung A.2: Teil 1 des Ablaufes zur Ermittlung der Kippsteiﬁgkeit ck
(links: exemplarische Bezugsmessung; rechts: exemplarische
Beispielmessung; ps = 300kPa; pk = 100kPa)
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h1 h2 h1 h2 
(b) Position 4
Abbildung A.3: Teil 2 des Ablaufes zur Ermittlung der Kippsteiﬁgkeit ck
(links: exemplarische Bezugsmessung rechts: exemplarische




Der Versuchsstand VS2 wird im Rahmen dieser Arbeit genutzt, um die
Dämpfungseigenschaften der zylindrischen aerostatischen Gasführungsele-
mente experimentell zu bestimmen. Der Aufbau des Versuchsstandes ist in
Abschnitt 3.4 ausführlich beschrieben. Die Durchführung der Experimente
und die Auswertung der Ergebnisse werden ebenfalls in diesem Abschnitt
dargelegt. Es wird gezeigt, dass das Ausschwingverhalten der Elemente nach
einer sprungförmigen Anregung einer überlagerten Schwingung entspricht.
Nachfolgend werden die durchgeführten Untersuchungen zur Charakte-
risierung des Versuchsstandes VS2 beschrieben. Die Ergebnisse der Unter-
suchungen sollen nachweisen, dass der niederfrequente Schwingungsanteil
nicht durch den Versuchsstand selbst verursacht wird.
Verschiedene Effekte und Randbedingungen haben einen Einﬂuss auf das
Ausschwingverhalten der Hauptbuchse und könnten den niederfrequenten
Schwingungsanteil verursachen.
Das Ausschwingverhalten kann beeinﬂusst werden durch
• die Rückzugsbewegung des Piezoaktors,
• die Zylinderhalterung,
• die Hauptbuchsenhalterung,
• die Eigenfrequenz des Versuchsstandes,
• die Hilfsbuchse,
• den Hilfszylinder,
• das Messsystem oder
• die Zuleitung des Speisegases.
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B Charakterisierung des Versuchsstandes VS2
Die Auswirkung auf das Ausschwingverhalten wird durch vergleichende
Messungen untersucht. Dazu wird eine Ausgangsmessung mit einer exempla-
rischen Parameterkombination und im Anschluss eine Vergleichsmessung mit
dem variierten Aufbau beziehungsweise einem variierten Parameter durchge-
führt. Die Ausgangsmessung erfolgt nach dem in Abschnitt 3.4 beschriebe-
nen Vorgehen. Für die Vergleichsmessung wird die beschriebende Randbe-
dingung geändert und alle anderen Parameter werden beibehalten.
Rückzugsbewegung Piezo
Das freie Ausschwingen der Hauptbuchse wird durch das schnelle Zurückzie-
hen des Aktors sichergestellt. Der Nachweis des freien Ausschwingens des
Systems erfolgt durch den Vergleich des Bewegungsverhaltens des Piezoak-
tors und der Buchse. In Abbildung B.1 ist der angeglichene zeitliche Verlauf
der Piezoauslenkung und einer exemplarischen Buchsenauslenkung darge-
stellt. Zum Zeitpunkt t = 0,0015s wird die, an die Piezokeramik des Ak-
tors angelegte Spannung, auf 0V gesetzt, wodurch das Zurückziehen des Ak-
tors durch die mechanisch vorgespannte Piezokeramik zu erkennen ist. Diese
Messung erfolgt direkt gegen den Aktor. Eine zweite Messung erfolgt gegen
die Buchse, welche durch den Aktor ausgelenkt wird. Aus den erhaltenen
Messdaten werden die Beschleunigungen berechnet. Der Aktor erreicht eine
Beschleunigung von 130m/s2, wogegen die Buchse eine maximale Beschleu-
nigung von 3m/s2 aufweist. Das Bewegungsverhalten des Aktors zeigt deut-
lich, dass ein freies Ausschwingen des Systems vorliegt und der Aktor dieses
Auschwingverhalten nach dem Einleiten des Sprunges nicht durch einen me-
chanischen Kontakt beeinﬂusst.
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(a) Sensor zur Messung der Zylinderbewe-
gung






















(b) Messung der Buchsenbewegung und der
Zylinderbewegung nach sprungförmi-
ger Erregung (Kombination A; za =
0,5μm; ps = 400kPa; pk = 100kPa)
Abbildung B.2: Einﬂuss der Zylinderhalterung
Zylinderhalterung
Eine relative Bewegung zwischen Hauptzylinder und Zylinderhalterung in Z-
Richtung (siehe Abbildung 3.27) erzeugt ein überlagertes Signal zu der Be-
wegung der Hauptbuchse. Um eine Trennung der beiden Signalanteile zu er-
halten, wird ein gestellfester Abstandssensor direkt neben der mechanischen
Schnittstelle von Halterung und Hauptzylinder angebracht (siehe Abbildung
B.2 (a)). Dieser misst die Verschiebung des Hauptzylinders während der Be-
lastung der Buchse durch den Aktor. In Abbildung B.2 (b) ist eine exempla-
rische Messung der Buchse A mit ps = 400kPa und pk = 100kPa dargestellt.
Die Auslenkungsamplitude za beträgt 0,5 μm (Belastung ca. 20N)*, wobei ei-
ne Verschiebung des Zylinders im Bereich von 0,03 μm detektiert wird. Dies
entspricht einer Verschiebung von ca. 6% der Auslenkung der Hauptbuchse.
Es ist hierbei von einer überlagerten Bewegung, verursacht durch die Durch-
biegung des Zylinders und die Steiﬁgkeit der Zylinderhalterung, auszugehen.
Die Steiﬁgkeit der Anbindung zwischen Zylinder und Zylinderhalterung wird
durch die Verschraubung auf ca. 800N/μm begrenzt (siehe Abschnitt 3.4.1)
und ist für circa 80% bis 90% der ermittelten Verschiebung verantwortlich.
Die Anbindung des Zylinders an die Zylinderhalterung sowie die Durch-
biegung des Zylinders sind nicht für das Auftreten des niederfrequenten
Schwingungsanteils verantwortlich.
*Die experimentell ermittelte Steiﬁgkeit cr der Buchse A beträgt circa 40N/μm.
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(a) Sensor an Hauptbuchse








0,05 Z; Sensor an Hauptbuchse









Zeit t / s
(b) Messung der Buchsenbewegung nach sprungförmi-
ger Erregung mit verschiedenen Sensorpositionen
(Kombination B; za = 0,05μm; ps = 300kPa; pk =
100kPa)
Abbildung B.3: Einﬂuss der Hauptbuchsenhalterung
Hauptbuchsenhalterung
Die Hauptbuchsenhalterung dient als Sensorgegenpart der kapazitiven Sen-
soren, um die Bewegung zwischen Hauptbuchse und Hauptzylinder zu ermit-
teln. Um eine Beeinﬂussung dieser indirekten Messung auf das Messergebnis
auszuschließen, wird eine Sensorhalterung direkt an die Hauptbuchse ange-
bracht (siehe Abbildung B.3 (a)). Die relative Bewegung zwischen Haupt-
buchse und Hauptzylinder kann gemessen werden. In Abbildung B.3 (b) wird
die Messung mit der standardmäßig genutzten Sensorposition nach Abbil-
dung 3.27 der Messung mit dem Sensor an der Buchse nach Abbildung B.3
(a) gegenübergestellt.
Beide Messungen zeigen deutlich den überlagerten Verlauf des niederfre-
quenten und hochfrequenten Schwingungsanteils. Die Messung des Sensors
an der Hauptbuchse weist ein schnelleres Abklingen des Signales und somit




Um den Einﬂuss einer Schwingung im Bereich der Eigenfrequenz des Ver-
suchsstandes auszuschließen, wird eine Modalanalyse† zur Ermittlung der
Eigenfrequenzen durchgeführt. Die erste Eigenmode liegt im Bereich von
850Hz, die zweite Eigenmode im Bereich von 1500Hz und die dritte Eigen-
mode im Bereich von 2000Hz. Alle folgenden Moden liegen außerhalb des
relevanten Frequenzbereiches (> 3500Hz). In Abbildung B.4 sind die ersten
drei Eigenmoden und die resultierenden, absoluten Deformationen des Ver-
suchstandes in einer skalierten Ansicht dargestellt. Eine Beeinﬂussung der
relativen Position in z-Richtung zwischen Sensorhalter und Hauptzylinder er-
gibt sich für die erste Eigenmode im Bereich von 850Hz. Die Auswertung
der FFT-Spektren eines einzelnen Sensorsignales (Sensor Z1, Z2, Z3; siehe
Abbildung 3.27) zeigen einen Peak in diesem Frequenzbereich. Das FFT-
Spektrum des zugehörigen Mittelwertes der Positionsänderung Z¯ (Position
des Kraftangriffspunktes, siehe Gleichung 3.12) zeigt keinen Peak im Bereich
der ersten Eigenmode, da die relative z-Position zwischen dem Kraftangriffs-
punkt der Hauptbuchse und dem Hauptzylinder nicht beeinﬂusst wird. Durch
die zweite und dritte Eigenmode wird die relative Position zwischen Sensor
und Hauptzylinder nicht wesentlich beeinﬂusst.
Durch die Eigenmoden des Versuchsstandes ergeben sich keine Einﬂüsse
auf die Ermittlung des Dämpfungsverhaltens der Gasführungselemente.
Hilfsbuchse
In Abschnitt 3.4.1 wird der Aufbau und die Anordnung von Hauptbuchse und
Hilfsbuchse besprochen. Die Hilfsbuchse ist notwendig, um die zwei Freihei-
ten des Gasführungselementes (Hauptbuchse und Hauptzylinder) zu binden.
Es ergibt sich ein überbestimmtes System, wodurch zusätzliche Justagearbei-
ten erforderlich sind. Die durchgeführten Justageschritte und Kontrollmes-
sungen (Abschnitt 3.4.1) minimieren eine Beeinﬂussung des Ausschwingver-
haltens der Hauptbuchse.
Durch eine alternative Bindung der translatorischen und der rotatorischen
Freiheit soll der Nachweis erbracht werden, dass die Hilfsbuchse nicht den
niederfrequenten Schwingungsanteil verursacht. Der verwendete Aufbau in
Abbildung B.5 (a) zeigt, dass keine Hilfsbuchse im Einsatz ist und ihre Funk-
tion durch zwei Blattfedern ersetzt wird. Die Einspannung der Blattfedern
†Verwendung des 3D CAD Programm PTC Creo Parametric
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Abbildung B.4: Eigenmoden des Versuchstandes VS2 aus FEM-basierter
Modalanalyse
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erfolgt an der Hauptbuchsenhalterung sowie an der Hauptzylinderhalterung.
Die translatorische Bewegung in y-Richtung wird durch die hohe Steiﬁgkeit
der Federn gegenüber Zugbelastungen unterbunden.‡ Die rotatorische Be-
wegung wird durch die feste Einspannung der Blattfedern mit einem Ab-
stand von der Rotationsachse der Hauptbuchse begrenzt. Um den Einﬂuss
der Biegesteiﬁgkeit der Blattfedern auf die Bewegung der Hauptbuchse in z-
Richtung zu minimieren, wurden Federn mit einer sehr geringe Dicke von
50 μm eingesetzt.
Abbildung B.5 (b) zeigt vergleichende Messungen des Ausschwingver-
haltens für Kombination B, bei der die Positionssicherung der Hauptbuchse
durch die Hilfsbuchse und alternativ durch den Einsatz der Blattfedern reali-
siert wird. Es wird deutlich, dass für beide Messungen eine Überlagerung des
niederfrequenten und des hochfrequenten Schwingungsanteils auftritt. Durch
den Einsatz der Blattfedern weisen für die Vergleichsmessung beide Schwin-
gungsanteile eine höhere Dämpfung auf. Die zusätzliche Steiﬁgkeit der Blatt-
federn im System bewirken einen leichten Anstieg der Frequenz des hochfre-
quenten Schwingungsanteils.
Der niederfrequente Schwingungsanteil wird nicht durch die Hilfsbuchse
verursacht.
Hilfszylinder
Ein möglicher mechanischer Kontakt des Hilfszylinders zu gestellfesten
Teilen des Versuchsstandes kann durch Reibungseffekte während des Aus-
schwingens der Hauptbuchse das Dämpfungsverhalten des Systems beein-
ﬂussen. Wie im vorangegangenen Abschnitt nachgewiesen wurde, besteht
kein Effekt zwischen Hilfsbuchse und Hilfszylinder, durch den der nieder-
frequente Schwingungsanteil erzeugt wird. Eine Beeinﬂussung durch den
Hilfszylinder könnte durch den mechanischen Kontakt zwischen Piezoak-
tor und der inneren Zylinderﬂäche des hohlen Hilfszylinders hervorgeru-
fen werden. Der Radienunterschied von Piezoaktor und innerer Zylinderﬂä-
che des Hilfszylinders beträgt 1,5mm. Während der Einrichtung des Ver-
suchsstandes wird auf eine konzentrische Ausrichtung von Aktor und Hilfs-
zylinder geachtet. Die nachträgliche Bewegung des Piezoaktors in x− und
y−Richtung zur Minimierung der Kippschwingungen und zur Sicherstellung
‡Die Vorspannung der Federn erfolgt per Gravitation durch eine geringfügige Verkippung
des Versuchsstandes um die x-Achse. Die Masse der Hauptbuchse inkl. Hauptbuchsenhalterung
erzeugt eine Zugbelastung der Blattfeder.
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Zeit t / s
(b) Messung der Buchsenbewegung
nach sprungförmiger Erregung
(Positionssicherung der Haupt-
buchse durch Hilfsbuchse bzw.
durch Blattfedern; Kombination B;
za = 0,05μm; ps = 400kPa; pk =
100kPa)
Abbildung B.5: Einﬂuss der Hilfsbuchsenhalterung
eines gleichmäßigen Aushebens liegt im Bereich von < 300 μm. Ein mecha-
nischer Kontakt zwischen Piezoaktor und Hilfszylinder wird daher ausge-
schlossen.
Messsystem
Fehlereinﬂüsse des Messsystems können durch physikalische Einﬂüsse oder
Hardwarefehler der kapazitiven Messung auftreten. Um diese Fehlerquellen
auszuschließen, wird die Bewegung der Hauptbuchse durch ein alternatives
Messsystem aufgezeichnet. Da eine hochfrequente Messwerterfassung rea-
lisiert werden muss, wurde ein Laser Doppler Vibrometer (LDV) genutzt.
Der Aufbau zur Messwerterfassung mit dem LDV ist in Abbildung B.6 (a)
dargestellt. Die Messung durch das LDV erfolgte gegen die Hauptbuchsen-
halterung. Die zeitgleiche Messung der kapazitiven Sensoren erfolgt wie in
Abschnitt 3.4.1 beschrieben. Der Vergleich der Messergebnisse in Abbildung
B.6 (b) zeigt für beide Messsysteme die überlagerte Schwingung des hoch-
frequenten und des niederfrequenten Anteils. Die Eigenfrequenz des hochfre-
quenten Schwingungsanteils im Bereich von 1250 Hz ist für beide Messsys-
teme im FFT-Spektrum nachweisbar. Das Signal des LDV weist aufgrund des
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Zeit t / s
(b) Messung der Buchsenbewegung nach
sprungfömiger Erregung (kapazitives
Messsystem bzw. LDV Messsystem)
Abbildung B.6: Einﬂuss des Messsystems
Versuchsaufbaus einen langen Messweg auf, wodurch ein erhöhter Rauschan-
teil verursacht wird.
Der niederfrequente Schwingungsanteil kann nicht auf einen Effekt des
verwendeten kapazitiven Messsystems zurückgeführt werden.
Zuleitung des Speisegases
Die Zuleitung des Speisegases zu der Hauptbuchse stellt die einzige mecha-
nische Verbindung zu dem schwingenden System dar. Der Einﬂuss der Bie-
gesteiﬁgkeit auf das Ausschwingverhalten der Buchse kann durch die sehr
geringe Auslenkungsamplitude als gering angesehen werden. Durch die Aus-
wahl des Leitungsmateriales (Polyethylen), der Leitungsgeometrie (Leitungs-
durchmesser dL = 4mm) und der Leitungsführung wird der Einﬂuss der Zu-
leitung auf die Hauptbuchse zusätzlich minimiert. Da eine kontinuierliche
Zufuhr von Speisegas notwendig ist, kann keine Vergleichsmessung ohne Zu-
leitung erfolgen. Die Alternative einer mitschwingenden, autarken Gasversor-
gung wurde aufgrund der hohen Masse der Zusatzkomponenten (Druckbehäl-
ter mit Speisegas, Druckregler) nicht verfolgt. Der Einﬂuss auftretender Mo-
mente einer ungleichmäßigen Masseverteilung auf das Ausschwingverhalten
wurde als kritisch eingeschätzt.
Eine weitere Möglichkeit zur Beeinﬂussung der Zuleitung des Speisegases
besteht in der Änderung der Biegesteiﬁgkeit der verwendeten Leitung durch
153
B Charakterisierung des Versuchsstandes VS2






Z; dL= 4 mm
Z; dL= 6 mm









Zeit t / s
Abbildung B.7: Einﬂuss des Leitungsdurchmessers dL auf die Buchsenbewe-
gung nach sprungförmiger Erregung (Kombination B; za =
0,05μm; ps = 400kPa; pk = 100kPa)
die Variation des Leitungsdurchmessers dL. In Abbildung B.7 sind drei Mes-
sungen dargestellt, bei denen der Leitungsdurchmesser 4mm, 6mm bezie-
hungsweise 8mm beträgt. Durch die Verwendung verschiedener Leitungs-













FEM basiertes Modell pk = 100 kPa
FEM basiertes Modell pk = 1 kPa
vereinfachtes Modell pk = 100 kPa
vereinfachtes Modell pk = 1 kPa
ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
ps = 500 kPa; pk = 1 kPa
ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
ps = 400 kPa; pk = 1 kPa
ps = 300 kPa; pk = 100 kPa







Spalthöhe hmin / µm
ansteigender Druck ps
(300 kPa, 400 kPa, 500 kPa)
(a) Kombination A















Spalthöhe hmin / µm
ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
ps = 500 kPa; pk = 1 kPa
ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
ps = 400 kPa; pk = 1 kPa
ps = 300 kPa; pk = 100 kPa
ps = 300 kPa; pk = 1 kPa
FEM basiertes Modell pk = 100 kPa
FEM basiertes Modell pk = 1 kPa
vereinfachtes Modell pk = 100 kPa
vereinfachtes Modell pk = 1 kPa
(b) Kombination B







FEM basiertes Modell pk = 100 kPa
FEM basiertes Modell pk = 1 kPa
vereinfachtes Modell pk = 100 kPa
vereinfachtes Modell pk = 1 kPa
ansteigender Druck ps







Spalthöhe hmin / µm
ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
ps = 500 kPa; pk = 1 kPa
ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
ps = 400 kPa; pk = 1 kPa
ps = 300 kPa; pk = 100 kPa
ps = 300 kPa; pk = 1 kPa
(c) Kombination C
Abbildung C.1: Experimenteller und theoretischer Tragkraftverlauf
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(300 kPa, 400 kPa, 500 kPa)
 ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
 ps = 500 kPa; pk = 1 kPa
 ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
 ps = 400 kPa; pk = 1 kPa
 ps = 300 kPa; pk = 100 kPa











Spalthöhe hmin / µm
 FEM basiertes Modell pk = 100 kPa
 FEM basiertes Modell pk = 1 kPa
 vereinfachtes Modell pk = 100 kPa
 vereinfachtes Modell pk = 1 kPa
(a) Kombination A









80 ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
ps = 500 kPa; pk = 1 kPa
ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
ps = 400 kPa; pk = 1 kPa
ps = 300 kPa; pk = 100 kPa










Spalthöhe hmin / µm
FEM basiertes Modell pk = 100 kPa
FEM basiertes Modell pk = 1 kPa
vereinfachtes Modell pk = 100 kPa
vereinfachtes Modell pk = 1 kPa
ansteigender Druck ps
(300 kPa, 400 kPa, 500 kPa)
(b) Kombination B









80 ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
ps = 500 kPa; pk = 1 kPa
ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
ps = 400 kPa; pk = 1 kPa
ps = 300 kPa; pk = 100 kPa










Spalthöhe hmin / µm
FEM basiertes Modell pk = 100 kPa
FEM basiertes Modell pk = 1 kPa
vereinfachtes Modell pk = 100 kPa
vereinfachtes Modell pk = 1 kPa
ansteigender Druck ps
(300 kPa, 400 kPa, 500 kPa)
(c) Kombination C











12 ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
ps = 500 kPa; pk = 1 kPa
ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
ps = 400 kPa; pk = 1 kPa
ps = 300 kPa; pk = 100 kPa
ps = 300 kPa; pk = 1 kPa
vereinfachtes Modell pk = 100 kPa
vereinfachtes Modell pk = 1 kPa
Referenzrechnung pk = 100 kPa













Spalthöhe hmin / µm
ansteigender Druck ps
(300 kPa, 400 kPa, 500 kPa)
(a) Kombination A







12 ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
ps = 500 kPa; pk = 1 kPa
ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
ps = 400 kPa; pk = 1 kPa
ps = 300 kPa; pk = 100 kPa
ps = 300 kPa; pk = 1 kPa
vereinfachtes Modell pk = 100 kPa
vereinfachtes Modell pk = 1 kPa
Referenzrechnung pk = 100 kPa













Spalthöhe hmin / µm
ansteigender Druck ps
(300 kPa, 400 kPa, 500 kPa)
(b) Kombination B







12 ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
ps = 500 kPa; pk = 1 kPa
ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
ps = 400 kPa; pk = 1 kPa
ps = 300 kPa; pk = 100 kPa
ps = 300 kPa; pk = 1 kPa
vereinfachtes Modell pk = 100 kPa
vereinfachtes Modell pk = 1 kPa
Referenzrechnung pk = 100 kPa













Spalthöhe hmin / µm
ansteigender Druck ps
(300 kPa, 400 kPa, 500 kPa)
(c) Kombination C
Abbildung C.3: Gasverbrauch während Tragkraftmessung im VS1 mit Refe-
renzrechnung nach Gleichung 3.5
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900 ps = 300 kPa; pk = 100 kPa
ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
ps = 300 kPa; pk = 1,5 kPa
ps = 400 kPa; pk = 1,5 kPa













Anfangsauslenkung za / µm
(a) Abklingkoefﬁzient



















Anfangsauslenkung za / µm
ps = 300 kPa; pk = 100 kPa
ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
ps = 300 kPa; pk = 1,5 kPa
ps = 400 kPa; pk = 1,5 kPa
ps = 500 kPa; pk = 1,5 kPa
(b) Eigenkreisfrequenz






z*a : ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
z*a : ps = 400 kPa; pk = 1,5 kPa
ps = 300 kPa; pk = 100 kPa
ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
ps = 300 kPa; pk = 1,5 kPa
ps = 400 kPa; pk = 1,5 kPa

















Anfangsauslenkung za / µm
(c) Anfangsgeschwindigkeit (theoretischer Verlauf nach Gleichung 3.23)
Abbildung C.4: Abklingkoefﬁzient, Eigenkreisfrequenz und Anfangsge-
schwindigkeit des niederfrequenzen Schwingungsanteils zn
(siehe Gleichung 3.18) der Kombination A
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ps = 300 kPa; pk = 100 kPa
ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
ps = 300 kPa; pk = 1,5 kPa
ps = 400 kPa; pk = 1,5 kPa













Anfangsauslenkung za / µm
(a) Abklingkoefﬁzient


















Anfangsauslenkung za / µm
ps = 300 kPa; pk = 100 kPa
ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
ps = 300 kPa; pk = 1,5 kPa
ps = 400 kPa; pk = 1,5 kPa
ps = 500 kPa; pk = 1,5 kPa
(b) Eigenkreisfrequenz






z*a : ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
















Anfangsauslenkung za / µm
ps = 300 kPa; pk = 100 kPa
ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
ps = 300 kPa; pk = 1,5 kPa
ps = 400 kPa; pk = 1,5 kPa
ps = 500 kPa; pk = 1,5 kPa
(c) Anfangsgeschwindigkeit (theoretischer Verlauf nach Gleichung 3.23)
Abbildung C.5: Abklingkoefﬁzient, Eigenkreisfrequenz und Anfangsge-
schwindigkeit des niederfrequenzen Schwingungsanteils zn
(siehe Gleichung 3.18) der Kombination B
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2500 ps = 300 kPa; pk = 100 kPa
ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
ps = 300 kPa; pk = 1,5 kPa
ps = 400 kPa; pk = 1,5 kPa













Anfangsauslenkung za / µm
(a) Abklingkoefﬁzient




















Anfangsauslenkung za / µm
ps = 300 kPa; pk = 100 kPa
ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
ps = 300 kPa; pk = 1,5 kPa
ps = 400 kPa; pk = 1,5 kPa
ps = 500 kPa; pk = 1,5 kPa
(b) Eigenkreisfrequenz








z*a : ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
















Anfangsauslenkung za / µm
ps = 300 kPa; pk = 100 kPa
ps = 400 kPa; pk = 100 kPa
ps = 500 kPa; pk = 100 kPa
ps = 300 kPa; pk = 1,5 kPa
ps = 400 kPa; pk = 1,5 kPa
ps = 500 kPa; pk = 1,5 kPa
(c) Anfangsgeschwindigkeit (theoretischer Verlauf nach Gleichung 3.23)
Abbildung C.6: Abklingkoefﬁzient, Eigenkreisfrequenz und Anfangsge-
schwindigkeit des niederfrequenzen Schwingungsanteils zn

















23,6 ·10−6 1/K 7,0 -9,0 ·10−6 1/K 4,0 ·10
−6 1/K
E-Modul E 68,8 kN/mm² 8,9 -11,7 kN/mm² 380 kN/mm²
Dichte ρ 2,68 g/cm³ 1,3 - 1,8 g/cm³ 3,05 g/cm³
Tabelle D.2: Speziﬁkationen Dreikoordinatenmessmaschine
Kennwert
[92] Größe
MPEE* (0,5 + L/1000) μm†
MPEP‡ 0,6 μm





Tabelle D.4: Kennwerte der Vakuumpumpen









pumpe 33 l/s < 1 ·10
−5 Pa Hochvakuum-tauglichkeitVP 2
Turbomolekular-
pumpe 680 l/s < 5 ·10
−7 Pa Hochvakuum-tauglichkeitVP 3
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